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第 1 章 緒言 
 
1.1 研究背景 
 近年，パーソナルコンピュータや携帯電話，スマートフォンに代表されるス
マートデバイス（情報機器）が広く普及しており，日常生活で欠かせないもの
となっている．これらの機器の普及に伴い，使用される半導体などの電子部品
の小型・高性能化が進んでおり，その発熱密度は 2000 年時で約 20 W/cm2 程度で
あったものが，10 年後の 2010 年時では 50 W/cm2 を超えており[1-1]，今後もさら
に増大すると考えられている．一般に，電子機器の寿命は温度が 10°C 下がれば
2 倍に伸びる[1-2]と言われており（アレニウスの法則），機器を長時間かつ安定し
て使用するためには温度制御が重要であり，高熱流束での冷却が要求される．
日本機械学会により示されている除熱可能な熱流束のロードマップ[1-3]を Fig. 
1-1 に示す． 
 
Fig. 1-1 The roadmap of heat-reducible heat flux. [1-3] 
 
 従来，電子機器の冷却には空冷式の強制対流システムやヒートパイプといっ
た熱輸送デバイスが使用されてきたが，発熱密度が 50 W/cm2 を超えるような大
型コンピュータの冷却には，作動流体の顕熱を利用した強制流動水冷システム
が使用されている．実際，2012 年に我が国で開発されたスーパーコンピュータ
「京」では，作動流体に水を用いた強制対流水冷システムが採用されており[1-2]，
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計算中の CPU（Central Processing Unit）温度が常に 30°C 以下となるよう温度制
御がなされている．しかし，今後の更なる電子機器の小型・高性能化による発
熱密度の上昇や，データ通信などの装置を設置・運用しているデータセンター
の大容量化などへの対応，また，宇宙構造物や電気自動車などといった冷却シ
ステムの小型軽量化・高性能化が要求される環境に対応するためには，より高
性能な冷却システムが必須である． 
 これらの要求に対応するため，冷媒の潜熱を利用したポンプ駆動による強制
流動沸騰式の冷却システムの開発が進められている．強制流動沸騰式の冷却シ
ステムの受熱部は，主に外部沸騰流と内部沸騰流の二つに大別されるが，いず
れにおいても作動流体は沸騰を伴い蒸気相と液相が混在した気液二相流となり
潜熱利用により発熱体を冷却する．一般に，作動流体の潜熱は顕熱よりも大き
く，また，ポンプ駆動により作動流体の供給量を調節可能であるため，従来の
単相式の強制対流システムよりも冷却能力の大容量化が可能である．さらに，
受熱部での熱伝達は沸騰を伴って行われるため，伝熱面での熱伝達は伝熱面上
の気泡核より気泡を生じる核沸騰が支配的となり熱伝達率は向上する．そのた
め，単相式の強制対流システムと比べ，伝熱面積が同じであれば冷却熱流束を
高くすることが可能となる．しかし，受熱部での熱伝達は沸騰を伴って行われ
るため，システムの運転条件によっては，十分な作動流体が伝熱面に供給され
ず伝熱面が乾いてしまうドライアウトや，沸騰様相が核沸騰から伝熱面表面が
蒸気膜で覆われる膜沸騰へと遷移する DNB（Departure from Nucleate Boiling）が
発生する恐れがあり，沸騰熱伝達が維持できる熱流束の最大値である限界熱流
束（CHF : Critical Heat Flux）が除熱限界となる．以上より，流動沸騰式の冷却
システムを安全かつ効率的に設計するためには，圧力損失や熱伝達率，限界熱
流束などに代表される気液二相流の熱流動特性の把握が必要不可欠である． 
 気液二相流の熱流動特性である圧力損失や熱伝達率などは，気液界面構造に
強く依存する．気液二相流の気液界面構造は流動様式として表され，気液両相
の密度や速度，流動様式に大きく依存する，すなわち重力・慣性力・表面張力
により変化することが知られている．円管内気液二相流の垂直上昇流および水
平流における代表的な流動様式[1-4]を Fig. 1-2(a),(b)にそれぞれ示す．垂直上昇流
では主に，連続した液相内に小さな気泡が分散して流れる気泡流，砲弾型の気
相スラグと小さな気泡を含んだ液相スラグが交互に流れるスラグ流，気液両相
が激しく混在した乱れが時おり顕れるチャーン流，連続した気相・液相が管壁
面および管中央部を流れる環状流などが存在する．一方，水平流では気泡が管
上側部に大きく偏って流れる気泡流，重力作用により液相が管底部を，気相が
管上側部を流れ，気液界面に波状を呈する波状流，気相スラグが管上側部を流
れるスラグ流，管底部と管上側部で液膜厚さの異なる環状流などが存在する．
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このように，気液二相流に作用する重力加速度の向きが変化することで，同じ
液相・気相流速条件である場合でも流動様式は変化する．一般に，気液二相流
の圧力損失特性や熱伝達特性は流動様式により異なることから，熱流動特性は
流動様式に応じてモデル化されている． 
 
    
Bubbly Slug Churn Annular 
(a) In vertical upward flow. 
 
Bubbly Wavy Slug Annular 
(b) In horizontal flow. 
Fig. 1-2 Typical flow patterns in circular channel. [1-4] 
 
 これまでの気液二相流の熱流動特性に関するモデルは，火力発電用ボイラや
原子力発電の核燃料棒集合体の冷却，エアコンや家庭用給湯器に代表されるヒ
ートポンプシステムの蒸発器・凝縮器などを対象として数多く得られてきたが，
そのほとんどが通常重力場における水力等価直径 10 mm 程度以上の流路を対象
としたものである．しかし，今後，強制流動沸騰式の冷却システムの適用が期
待されている小型電子器の冷却では配管サイズが数十から数百マイクロメート
ルオーダーになることや，宇宙構造物の電子機器や電気自動車のインバータ冷
却では重力加速度の異なる環境での運転が想定されている．例えば，宇宙環境
では，重力加速度が 0 に近づくため，気液密度差に起因する浮力は消失し，気
液二相流動は表面張力もしくは慣性力が支配的な流動となり，地上とは異なる
熱流動特性となることが考えられる．一方，流路径が小さな細管内では，表面
張力が重力に対し相対的に大きくなり，気液界面の乱れが小さな表面張力が支
配的な流動となることが考えられる．このように，強制対流動沸騰式の冷却シ
ステムを安定かつ最適に設計するためには，気液二相流に及ぼす重力もしくは
表面張力が気液二相流の熱流動特性に及ぼす影響を把握するとともに，それら
の力が支配的となる流動条件を明確にすることが必要不可欠である． 
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1.2 気液二相流に及ぼす力の支配領域線図 
 気液二相流に及ぼす力の支配力の遷移境界条件を明確にするため，Fig. 1-3 に
示すような 3 つの無次元数を用いた力の支配領域線図[1-5]が提案されている．こ
の線図では，無次元数として，Bond 数（重力／表面張力），Weber 数（慣性力／
表面張力），Froude 数（慣性力／重力）が導入されている．これらの定義式を以
下の Eq. (1-1) ~ (1-5) に示す．ここで，L, Gは液相および気相密度[kg/m3]を，
g は重力加速度[m/s2]を，D は流路径[m]を，は表面張力[N/m]を，はボイド率
[-]を示している．また，ここでは気液二相流の代表速度として，気液二相流の
平均密度m [kg/m3] に基づく平均流速 um [m/s]を用いている． 
 
 
Fig. 1-3 Dominant force region map [1-4]. 
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 mm Gu /  (1-5) 
   
 重力‐慣性力支配の遷移境界を Froude 数で，重力‐表面張力支配の遷移境界
を Bond 数で，表面張力と慣性力の遷移境界を Weber 数により決定することが試
みられている．図中の破線で示す Bo = 1, We* = 1, Fr* = 1 は支配領域境界の目安
となるが，無次元数の定義の妥当性や流路形状を含めての議論が必要である． 
 重力および表面張力が支配力となる領域を解明するためには，Bond 数を変化
させた実験を行うことが有効である．Bond 数を変化させる方法として，定義式
より，① 重力加速度を変化させる，② 管内径を操作する，③ 作動流体の物性
値を変化させる，の 3 つの手法が考えられる．最も容易であるのは手法③の作
動流体の物性値を変化させる，すなわち異なる種類の作動流体を用いて調査す
る方法であるが，作動流体を変化させることで気液密度差や表面張力のみなら
ず，気相および液相の粘性係数といった他の物性値も変化してしまう．そのた
め，重力－表面張力が支配力となる遷移境界を決定する際，Bond 数の定義式に
含まれる物性値以外のものが要因となることが考えられる．よって，本研究で
は上記①及び②の手法によりBond数を変化させた条件で気液二相流の熱流動特
性データを取得し，気液二相流に及ぼす重力および表面張力の影響およびその
支配領域の解明を目指す． 
 
1.3 気液二相流の熱流動特性に関する従来の研究 
 気液二相流の熱流動特性として，熱伝達特性，圧力損失特性，流動様式，ボ
イド率などが挙げられる．ここでは，これら熱流動特性に関する過去の研究を，
前出の① 重力加速度を変化させた微小重力環境での流動特性に関する研究，② 
管内径を小さくして表面張力の影響を大きくした細管内での流動特性に関する
研究，にわけて整理する． 
 
1.3.1 微小重力環境での気液二相流の熱流動特性 
 これまで，数多くの円管内気液二相流の基礎実験が，航空機の放物線飛行や
落下塔施設での自由落下を利用した微小重力環境下で実施されている．しかし，
一成分系気液二相流実験は蒸気生成部も重力の影響を受けるため，重力変化に
対する流動状態が静定するまでに時間を要するため，実験設備や 1 回の実験で
得られる微小重力時間の制約から，熱流動特性の定性的・定量的な評価が困難
となる．そのため液体，気体を別々に供給し試験部上流で混合させる二成分断
熱二相流を対象とした実験が多く実施されている．二成分系での実験では，主
に流動様式遷移境界，圧力損失特性，ボイド率特性の評価がなされている． 
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 崔ら[1-6]は，管内径 10 mm の水平断熱直管内の水‐空気二成分二相流を対象と
した小型航空機による放物線飛行により得られた微小重力環境において，流動
様式，ボイド率，圧力損失を計測し，それらに及ぼす重力の影響を評価した．
ここでは，(1) 液相容積流束 jL ≤ 0.2 m/s の条件で流動様式に及ぼす重力の影響が
顕著になる，(2) 重力加速度の減少とともにボイド率が増大する，(3) 液相容積
流束 jL ≥ 0.5 m/s の乱流域では，摩擦圧力損失に及ぼす重力の影響が小さくなる，
ことが報告されている． 
 Zaho ら[1-7]は，航空機による微小重力環境において管内径 9.525 mm の円管内
水‐空気二成分気液二相流実験を行い，縦軸，横軸に無次元数である液相 Weber
数 WeL，気相 Weber 数 WeG を用いた流動様式線図を作成している．WeL および
WeGは下式でそれぞれ定義されている．  
   
 
 2LL
L
DjWe     
 2GG
G
DjWe   (1-6) 
   
ここでは，流動様式は WeGにより，WeG ≤ 1 の Bubbly flow，Slug flow を含む表面
張力支配領域，1 ≤ WeG ≤ 20 の Frothy slug, Frothy annular flow を含む中間領域，
WeG ≥ 20 の Annular flow である慣性力支配領域の 3 つの領域に分類されている． 
 Bousman ら[1-8]は，微小重力場における気液二相流に及ぼす管内径，粘性力，
表面張力の影響を評価するため，管内径 25.4, 12.7 mm の 2 種の円管内に対し，
気相を空気とし，液相に水（ = 1.0 mPa･s,  = 72 mN/m），水／グリセリン水溶
液（50-50 wt%, = 6.0 mPa･s, = 63 mN/m），水／Zonyl FSP 水溶液（50-50 wt%, 
= 1.0 mPa･s, = 21 mN/m）の 3 種類の液体を用いた二成分二相流に対し，航空
機の放物線飛行による微小重力環境下において流動様式，ボイド率，液膜厚さ，
圧力損失を計測した．ここでは，Bubble – Slug の遷移が管内径および流体の粘
性，表面張力の影響を受ける一方，Slug – Annular の遷移はこれらの影響を受け
ないことが報告されている．これは，後者の遷移域では流動が慣性力支配であ
るためであると考えられる． 
 気泡流に対する通常および微小重力場での流動の違いについては，賞雅，波
津久ら[1-9]-[1-11]により詳細に報告されている．彼らは，重力の影響を厳密に考慮
した高精度な界面積濃度輸送方程式の開発を目的とし，通常および微小重力場
において，管内径 9.0 mm，長さ 720 mm の単一円管内垂直上昇気泡流の実験を
行い，流動挙動の観察結果から管軸方向の相分布の発達過程および気泡の管断
面分布に及ぼす重力の影響を評価した．ここでは，微小重力場では通常重力場
と比較してボイド率が増大し，気泡の合体および気泡径の増大が促進されると
報告している．また，微小重力場であっても，壁面摩擦圧力損失勾配によって
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局所スリップが存在する可能性があると述べている． 
 環状流の液膜挙動に関して，藤井ら[1-12]は，常温の水および窒素を作動流体と
して管内径 10.5 mm の管内垂直上昇流実験を行い，環状流領域の液膜厚さにつ
いて，航空機の放物線飛行を利用した微小重力環境での結果と比較している．
また，表面張力が液膜厚さに及ぼす影響を調べるため，液相である水に対し界
面活性剤を添加することで表面張力を操作し，落下塔での実験結果と比較する
ことで考察している．ここでは，重力の低下に伴い表面張力の影響が顕在化し，
環状流液膜表面は滑らかになること，気相容積流束 jG ≥ 10 m/s では液膜構造に及
ぼす重力の影響が小さいこと，微小重力場において表面張力が小さいほど液膜
界面が乱れる，すなわち擾乱波が増大することを報告している． 
 以上のように，微小重力場における二成分気液二相流の計測は多く行われて
おり，微小重力場における気液二相流の定性的な流動特性は明らかにされてい
るものの，実用流体（液体とその蒸気）とでは気液密度差やその他物性値が大
きく異なるため，気液界面構造により大きく変化する熱伝達特性などの熱流動
挙動は一成分二相流とは異なることが考えられる．そのため，微小重力場にお
ける強制流動沸騰式の冷却システムの設計には，相変化を伴う一成分二相流の
知見の拡充が望まれる． 
 Ohta[1-13]は，ガラス管内壁面に薄い金薄膜をコーティングした内径 8.0 mm の
透明伝熱管を用いて，作動流体を R-113 とした垂直管内強制流動沸騰実験を航
空機の放物線飛行を利用した微小重力環境下で実施し，通常重力場での実験結
果との比較から重力の影響を考察した．ここでは，強制流動沸騰での核沸騰域
および二相強制対流域における熱伝達特性に及ぼす重力の影響がまとめられて
おり，低質量流束条件における環状流の中位の乾き度域では微小重力場におい
て環状液膜中の乱れが小さくなること，また，二相強制対流域での熱伝達率は
微小重力環境で劣化するが，同程度の乾き度における核沸騰域では熱伝達率に
対する重力の影響は認められないと報告している． 
 Baltis ら[1-14]は，管内径 2.0, 4.0, 6.0 mm のガラス管の外周にシースヒーターを
螺旋状に巻きつけた伝熱管を用い，航空機を用いた微小重力環境において作動
流体を FC-72 とする強制流動沸騰実験を行った．ここでは，管内径 6.0 mm では
通常重力場の垂直上昇流に比べて，熱伝達率が劣化する条件もしくは向上する
条件の双方が確認された．一方で，管内径 4.0 mm 以下では熱伝達率に及ぼす重
力の影響は認められないと報告している． 
 Narcy ら[1-15]は，管内径 6.0 mm のサファイアガラスの外表面に ITO 膜をコー
ティングした伝熱管を用い，航空機による放物線飛行を利用した微小重力環境
において，作動流体を HFE-7000 とする強制流動沸騰実験を行い，流動様式，熱
伝達特性，ボイド率，圧力損失を計測，評価した．ここでは，微小重力場では
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スラグ流から環状流へと遷移する乾き度は通常重力場に比べて小さくなること，
また，低質量流束条件では，通常重力場に対して微小重力場で熱伝達率が劣化
する場合，向上する場合の両方の傾向が確認されたと報告している．この実験
結果は前述の Baltis ら[1-14]による報告と一致する．一方，ボイド率は微小重力場
において高くなることが確認され，質量流束が 400 kg/(m2s) の条件では流動様
式に関わらず重力の影響は認められなかったと報告している． 
 このように，微小重力場における一成分二相流の熱流動特性，特に熱伝達特
性に関する研究は数多く行われているが，各研究者により報告されている結果
が必ずしも一致しているわけではない．この理由として，得られる微小重力時
間およびその質が各実験で異なっているためであると推測される．航空機を用
いた放物線飛行により得られる微小重力時間は長くとも 20 秒程度であり，計測
中での重力加速度の変動（G-jitter）が大きく，微小重力の質も現象把握に十分
であるとは言えない．特に，相変化を伴う一成分系気液二相流での実験では，
現象が定常状態であることの信頼性確保が非常に困難である．そのため，微小
重力場における気液二相流の熱流動特性の統一的な知見を得るためには，長時
間の安定した微小重力環境下での実験が望まれる． 
 
1.3.2 単一細管における実験 
 単一細管内における気液二相流の熱流動特性に関する研究は，一成分系，二
成分系ともに数多くの報告がなされている．特に，冷凍空調分野では近年，熱
交換器のコンパクト化・高性能化を図るために熱交換器内の流路の細径化が進
展しており，流路の断面形状が円形のみでなく，三角形，四角形といった表面
張力の影響がより顕在化する流路形状での実験も報告されている．中でも，流
動様式に関する知見は二成分系および一成分系いずれにおいても数多くの報告
がなされている． 
 例えば，Akber ら[1-16]は，水力等価直径 DHが 1.0 mm 近傍の水平単一円管およ
び非円管内水‐空気二成分二相流を対象として流動様式を整理している．ここ
では，気相および液相Weber数を軸とする流動様式線図が提案されており，Weber
数を用いて流動様式を，① 表面張力支配領域（Bubbly, Plug/Slug flow），② 第一
慣性力支配領域（Annular flow），③ 第二慣性力支配領域（Dispersed），④ 遷移
領域，の 4 つの領域に分類している．ここでの Weber 数の定義は Eq. (1-6)に示
したものと同じである． 
 Chen ら[1-17]は，作動流体に HFC-134a を用いて，数種の管内径の単一細管にお
ける断熱気液二相垂直上昇流実験を行い，流動様式に及ぼす管内径の影響を評
価した．管内径 1.10, 2.01, 2.88, 4.26 mm それぞれに対し気相と液相の容積流束お
よび Weber 数を軸とする 2 種の流動様式線図を作成しており，管内径 2.0 mm 以
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下で表面張力が支配的な流動となると報告している． 
 Triplett ら[1-18], [1-19]は，内径 1.1, 1.45 mm の円管と，水力等価直径 1.09, 1.49 mm
の三角形状の断面を有する流路において水‐空気断熱気液二相水平流での実験
を実施し，流動様式，圧力損失，ボイド率を計測した．流動様式は，気相及び
液相容積流束を軸とする線図により整理されており，流路形状に関わらず
Fukano ら[1-20]により得られた流動様式遷移境界と概ね一致すると報告している．
また，ボイド率および圧力損失については均質流モデルとよく一致することを
報告している． 
 細管内一成分気液二相流の熱伝達特性については，重力の影響の有無に関す
る研究と合わせていくつかの例が報告されている． 
 Ong と Thome[1-21]-[1-23]は，細管内二相流動に対するマクロ－マイクロスケール
の境界を特定するため，管内径 1.03, 2.10, 3.04 mm の単一円管に対し，3 種の冷
媒 R134a, R236fa, R245fa を用いた流体物性を変化させた実験を行い，流動観察，
液膜厚さ，熱伝達率を水平流で計測した．流動様式観察結果，液膜厚さ計測結
果を重力と表面張力に関する無次元数である Confinement Number（Co = 1/Bo0.5）
用いて評価している．ここでは，マクロスケール，すなわち重力の影響が顕著
である流動を Slug, Plug flow が顕れる領域とし，一方，マイクロスケール，すな
わち表面張力の影響が顕著となる条件を，水平流の環状流液膜厚さが管壁面の
上下で均一となる領域であると定義し，Co < 0.3-0.4 でマイクロスケール，Co > 
1.0でマクロスケール，0.3 - 0.4 < Co < 1.0で遷移領域となることを報告している． 
 また，Saisorn ら[1-24], [1-25]は，作動流体を R-134a とした管内径 1.75 mm の単一
円管内に対し，水平流及び垂直上昇流の 2 種の流路姿勢で実験を行い，流動様
式，熱伝達率の計測を行っている．ここでは，水平流で得られた流動様式遷移
境界と垂直上昇流で得られた流動様式線図を比較することで，飽和圧力が高く
なるほど流体物性値の表面張力が小さくなり，重力の影響が顕在化すると報告
している．また，高質量流束域では垂直上昇流の方が熱伝達率は高くなるが，
低質量流束域であれば重力の影響は認められないと報告している． 
 Baba ら[1-26]は，管内径 0.51, 0.13 mm の単一円管に対し，作動流体 FC-72 を用
いて垂直上昇流，下降流及び水平流の 3 つの異なる流路姿勢において熱伝達率
を計測することで，気液二相流の熱伝達率に及ぼす重力の影響を評価している．
流路姿勢により熱伝達率が変化しない条件を重力の影響を受けない，すなわち
表面張力もしくは慣性力支配とし，重力－慣性力支配の遷移が Fr* ≈ 4 で，表面
張力－慣性力支配の遷移が We* ≈ 5 で生じると報告している．ここで，各無次元
数の算出で必要となる気液二相流の平均密度は，均質流モデルによるボイド率
を用いて算出されている． 
 以上のように，気液二相流の熱流動特性を評価する上で重要である流動様式
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や熱伝達特性に関する知見は詳細に報告されているものの，ボイド率特性につ
いての報告は少ないのが現状である． 
 例えば，Mishima and Hibiki[1-27]は，管内径 4.08, 3.12, 2.05, 1.05 mm の水‐空気
垂直上昇流に対し，中性子ラジオグラフィ法によりボイド率を計測し，ドリフ
トフラックスモデルと比較することでボイド率に及ぼす管内径の影響を評価し
ている． 
 Saisorn and Wongwises[1-28]-[1-30]は，管内径 0.53mm の単一円管に対し，水‐空気
二成分系において垂直上昇流，水平流で実験を行い，流動様式，ボイド率，圧
力損失を計測している．ボイド率は，高速度カメラで得られた流動挙動の撮影
画像を処理することで計測されているが，計測条件は画像処理の観点から特定
の流動様式条件に限定されている．計測結果から，ボイド率は水平流において
均質流モデルと概ね一致すること，垂直上昇流では気液間の速度比であるスリ
ップ比が増大し，ボイド率が均質流モデルよりも低くなると報告している． 
 Barreto や Oliverira ら[1-31], [1-32]は，管内径 1.2 mm の単一円管内水‐空気気液二
相垂直上昇流において流動様式，圧力損失，ボイド率を計測している．ここで，
ボイド率は水と空気の電気抵抗率の差を利用したインピーダンスセンサーによ
り計測されており，平均ボイド率は Lockhart-Martinelli の校正式[1-33]と概ね一致
すること，また，管内径が小さくなるとスリップ比が増大することを報告して
いる．一方，流動様式に関しては Mishima and Ishii[1-34]による流動様式線図と比
較し，チャーン流から環状流への遷移境界がこのモデルよりも若干大きな気相
容積流束で遷移するものの，その遷移境界は概ね一致すること報告している． 
 このように，細管内気液二相流のボイド率計測は水‐空気二成分系での実験
報告がほとんどであり，冷却システムで用いられるような冷媒，とくに絶縁性
物流体に対する知見はほとんど得られていない． 
 
1.4 本論文の目的と内容 
 以上より，本論文では，気液二相流に及ぼす 3 つの力のうち，重力と表面張
力に注目し，それらの力の支配力が熱流動特性に及ぼす影響と，その支配力の
遷移境界を明確にすることを目的とする．重力の影響に関しては，① 長時間の
安定した微小重力環境での実験，表面張力に関しては，② 数種の流路径の円管
での実験，を行い，気液二相流の熱流動特性を評価する上で重要な気液界面構
造，特に知見の少ないボイド率に及ぼす重力，表面張力の影響を評価する． 
 課題①に関しては，現在，国際宇宙ステーション ISS（International Space Station）
の実験モジュール「きぼう」における沸騰・気液二相流実験（以下 TPF 実験：
Two-Phase Flow experiment : TPF 実験）が大田ら[1-35]により計画され，2016 年度
の実験装置打ち上げ及び実験実施に向け計画が進行している．実験の詳細につ
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いては後の第 4 章で述べる．著者の所属する研究グループはこの TPF 実験に参
加し，流動観察部における流動様相観察を通して気液界面構造に及ぼす重力の
影響の解明を目指す．本論文では，流動観察部の設計および構築，さらには気
液界面構造計測手法とその計測精度の評価結果についてまとめる． 
 課題②に関しては，冷却システムに使用される絶縁性冷媒を対象として，通
常重力場における管内径 4.0, 2.0, 1.1, 0.5 mm に対し，重力の影響が顕著となる垂
直上昇流において気液界面構造の観察及びボイド率計測を行い，熱流動特性に
及ぼす表面張力の影響を評価する．作動流体には，上記 TPF 実験で用いられる
Perfluorohexane を主成分とする FC-72 を用い，ボイド率計測手法として，絶縁性
冷媒に対し有効である静電容量法を用いる．ここでは，細管内二相流に対して
も計測可能である静電容量電極を開発したので，その構造と計測精度の評価結
果について詳細に示す． 
 本論文で使用する作動流体 FC-72 の大気圧下における主な物性値を Table 1-1
に示す．特に断りがない限り，本論文の第 2 章以降で示す作動流体 FC-72 の物
性値はここで示した値とする． 
 
Table 1-1 Physical properties of FC-72 at saturated condition. (101 kPa) 
Tsat 
[°C] 
L 
[kg/m3] 
G 
[kg/m3] 
 
[mN/m]
L 
[Pa･s]
G 
[Pa･s]
Cp 
[kJ/(kg･K)] 
r 
[kJ/kg]
56.8 1621 13.5 8.44 413 11.9 1.10 83.6 
 
1.5 本論文の構成 
 第 1 章，“緒言”では，本研究の背景として，強制対流沸騰式の冷却システム
の必要性およびその開発に不可欠である気液二相流の熱伝達特性に及ぼす重力
および表面張力の影響を明らかにすることの重要性を示し，従来の研究および
その問題点とともに本研究での目的について述べる． 
 第 2 章，“静電容量式ボイド率センサーの開発”では，本論文で選択した静電
容量法によるボイド率計測原理をまとめ，細管用に開発した静電容量式ボイド
率センサーの詳細を示し，その計測精度を検証する． 
 第 3 章，“一成分系気液二相流のボイド率特性に及ぼす管内径の影響”では，
第 2 章で開発した静電容量式ボイド率センサーを用いて，管内径 4.0, 2.0, 1.1, 0.5 
mm に対しボイド率計測を実施し，細管内二相流のボイド率特性に及ぼす表面張
力の影響を評価する． 
 第 4 章，“国際宇宙ステーションでの沸騰・気液二相流実験の概要”では，ISS
の実験モジュール「きぼう」で実施予定である微小重力環境下での実験の概要
12 
 
を示すとともに，著者が所属する研究グループが担当する流動観察部での計測
項目をまとめ示す． 
 第 5 章，“TPF 実験流動観察部での気液界面構造計測の妥当性評価”では，TPF
実験の流動観察部での計測項目の一つであるボイド率の計測手法を示し，その
計測の妥当性評価と計測精度を検証する． 
 第 6 章，“加熱管直下における気液二相流の発達特性”では，第 2 章で開発し
た静電容量式ボイド率センサーを用いて，沸騰伝熱管下流の流動に着目し，軸
方向 4 ヶ所で断面平均ボイド率を計測し，通常重力下での気液二相流の発達を
評価する． 
 第 7 章は“総括”とし，各章の結論から本研究の総括を述べる． 
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第 2 章 静電容量式ボイド率センサーの開発 
 
 本論文では，気液二相流に及ぼす 3 つの力のうち，重力と表面張力に注目し，
それらの力の支配力が熱流動特性に及ぼす影響と，その支配力の遷移境界を明
確にすることを目的としている．重力および表面張力の影響を評価するため，
冷却システムの作動流体としてよく使用される絶縁性冷媒 FC-72 を用いて，① 
長時間の安定した微小重力環境下での実験，② 数種の流路径の円管における実
験，を実施し，熱流動特性の一つである流動様式やボイド率に及ぼす重力およ
び表面張力の影響を評価していく． 
 気液二相流に及ぼす重力および表面張力の影響を評価するためには，1.2 項で
述べたように，重力と表面張力の比である Bond 数（Bo）を変化させて計測を行
う必要がある．重力もしくは表面張力の大きさの場合，Bo = 1 となることから，
これらの二つの力の支配力境界は Bo = 1 の近傍に存在すると考えられる．よっ
て，本研究では Bond 数が 1 付近となるよう実験条件を選定する必要がある． 
 一般に，冷却システムや冷凍空調機器で使用されている絶縁性冷媒は，表面
張力が水と比べて小さく，本論文で使用する FC-72 の表面張力は水の約 1/7 倍程
度である．そのため，Bond 数が 1 付近となるような試験流路の内径は数ミリメ
ートルから数百マイクロメートルとなるため，細管内に対してボイド率計測を
行う必要がある． 
 本章では，気液二相流の気液界面構造を評価する上で重要となるボイド率の
定義とともにその重要性について説明し，本論文で要求される細管内気液二相
流のボイド率計測が可能な計測手法の選定過程を述べる．そして，選定された
静電容量式についてボイド率プローブの設計，製作，そして計測精度の評価結
果を示し，気液界面構造を評価可能であることを検証する． 
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2.1 気液二相流の基礎式とボイド率およびクオリティの関係 
 ボイド率 [-]は，ある対象断面における気相の占める面積割合と定義される物
理量である．今，Fig. 2-1 に示すような気液二相流の流動モデル[2-1]を考える． 
 
 
Fig. 2-1 Separated two-fluid model in a tube [2-1]. 
 
任意断面での気相，液相が占める面積[m2]をそれぞれ AG, AL，対象断面を通過す
る気相・液相の容積流量[m3/s]および平均流速[m/s]を QG, QL, uG, uL とすると，以
下の Eq. 2-1, 2-2 に示す関係が成立[2-1]する． 
   
 
LG
G
AA
A
  (2-1) 
   
 GG
LG
G ju
AA
Q        LLLG
L ju
AA
Q  1  (2-2) 
   
ここで，jG, jL [m/s]はそれぞれ気相と液相の容積流束である． 
 次に，気液二相流の一次元における流れの基礎式を，各相がそれぞれの平均
流速で流れると仮定する一次元流モデルに基づき示す．気液二相流全体に対す
る一次元の質量保存則および運動量保存則は，Eq. 2-3, 2-4 で表される[2-1]． 
   
       011 


LLGGLG uuzt
  (2-3) 
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ここで，は流路の傾斜角[rad]を示している．Eq. 2-4 の左辺第 2 項は流体の速
度変化に起因した加速損失を，第 4 項は重力による位置損失を，第 5 項は摩擦
による圧力損失を示している．上式より，ボイド率は加速損失，重力損失に含
まれており，さらに圧力損失では，例えば環状流では，圧力損失特性は液膜厚
さにより変化するが，この液膜厚さはボイド率が関与する．そのため，気液二
相流に対する詳細な数値解析には，ボイド率や流動様式は必要不可欠なパラメ
ータとなる． 
 次に，気液二相流動を表す重量なパラメータであるクオリティ x [-]とボイド
率の関係について考える．気液二相流のクオリティは，気液混合物全体の質量
流量に対する気相の質量流量の比として定義され，以下の Eq. 2-5 で表される． 
   
   LLGG
GG
LLGG
GG
jj
j
uu
ux 



 1  (2-5) 
   
ボイド率とクオリティの関係は，Eq. 2-2 および Eq. 2-5 より気相および液相の
容積流束を消去することで，以下の Eq. 2-6 の通り表される． 
   
   xSx
x
LG 
 1    L
G
u
u
S   (2-6) 
   
ここで，S は液相速度に対する気相速度の比で定義されるスリップ比[-]である．
Eq. 2-6 は，クオリティが既知であれば，スリップ比を与えることでボイド率が
決まることを示している．これは，クオリティが同じ条件であっても，気液界
面構造の差異に起因するスリップ比が異なればボイド率が変わることを意味し
ている． 
 
2.2 ボイド率計測手法の選定 
 2.1 項で示したように，気液二相流の熱流動特性を把握するためには，気液界
面構造，すなわち流動様式に応じたボイド率特性を明らかにする必要がある．
そこで，様々な流体や流路形状，圧力条件に対するボイド率の構成式を得るた
め，従来から様々なボイド率計測手法が適用されてきた． 
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 ボイド率計測方法は，流動系に対し動的な操作を行うことで気液を分離する
機械的方法，気相および液相の電気的性質差を利用した電気的方法，そして光
学情報を利用した光学的方法の 3 種に大別できる．ボイド率の空間分解能は計
測手法に依存し，例えば，触針プローブ法やワイヤーメッシュ法では，ボイド
率の平均値は流れ場のある一点もしくは複数点に対する時間平均となる．一方，
X 線などによるラジオグラフィ法では，計測されるボイド率は X 線照射方向の
積分平均値となる．そのため，実験目的や計測対象に応じて計測原理や計測手
法を適切に選択する必要がある．本研究では，作動流体 FC-72 の細管内気液二
相流の局所断面平均瞬時ボイド率の計測が目的である．ここで使用する FC-72
は絶縁性物質とであり，その電気抵抗率は 1.0×1013 ･m と常温の水道水の
5.0×102 ~ 1.0×103 ･mに比べて極めて小さい． 
 これまでに報告されている円管内気液二相流に対するボイド率計測原理およ
び計測手法の一例と，その計測対象をまとめたものを Table 2-1 に示す． 
 
Table 2-1 Examples of measurement method for void fraction. 
Principle Method Source Fluid Channel
Mechanical Quick closing valve 
Tamai et al.[2-2]-[2-3] Air-Water  25 
Srisomba et al.[2-4] R-134a  8.0 
Electrical 
Wire mesh Fuanworawong et al. [2-5] Air-Water  50 
Impedance sensor Schlegel et al.
[2-6] Air-Water 150 
Rezkallah et al.[2-7]-[2-8] Air-Water 9.53 
Optical 
X-ray radiography Narabayashi et al.[2-9] Air-Water 15 
Neutron radiography Mishima et al.[2-10] Air-Water 4.0-1.0
Image processing Serizawa et al.[2-11] Air-Water 0.05 
 
円管内気液二相流のボイド率計測は，主に原子力プラント配管を対象として行
われているものが多く，作動流体を水‐空気とした，管内径が比較的大きな円
管に対する二成分二相流での計測が数多く報告されている．一方で，近年では，
冷凍空調機器で使用される熱交換器のコンパクト化が進んでおり，流路径が 1.0 
mm 程度の熱交換器の開発がなされている．こうした背景のもと，作動流体に冷
媒を使用した管内径が 10 mm 以下の円管内ボイド率計測に関する報告が増えて
いる．冷凍空調機器などで使用されている冷媒は，そのほとんどが絶縁性物質
であるため，電気的手法の一つである電気抵抗率を用いた手法を適用すること
ができない．そのため，絶縁性冷媒に対しては，機械的方法や電気的方法の一
つである静電容量法，光学的手法などがしばしば適用される． 
 作動流体を水‐空気とした気液二相流のボイド率計測手法として，水の導電
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性を利用した電気的手法が広く用いられており，局所計測のため流路内に電極
を設置する触針プローブやワイヤーメッシュ[2-5]，配管内に電極を埋め込む方法
[2-6]など，様々な電極形状が適用されているが，そのほとんどが水‐空気間の導
電率の差を利用したものであり，かつ作動流体に電極が接する手法である． 
 作動流体にセンサーが接触しない手法として，X 線[2-9]，ガンマ線，陽子線そ
して中性子線[2-10]などの，物質間における放射線の透過率の差を利用したラジオ
グラフィ法や，電気的手法の一つであるコンデンサ間の誘電率差を計測する静
電容量法[2-7], [2-8]が挙げられる．前者では，流体に非接触でボイド率計測が可能
であり，また，細管に対しても適用可能であるが，放射線源が必要であり実験
環境に制約があり，かつ計測されるボイド率は放射線照射方向の平均値となる．
一方，後者の静電容量法は誘電率よりボイド率を計測する電気的手法であり，
これは流体に非接触でありかつ導電性・絶縁性流体のいずれに対しても適用可
能であるが，電極形状がその計測精度に大きく影響を及ぼすという欠点がある． 
 本研究では，流体に非接触でかつ絶縁性流体に対し適用可能である静電容量
法に注目し，作動流体 FC-72 を用いた気液二相流実験に対し，空間平均瞬時ボ
イド率が計測可能な静電容量センサーの電極形状を設計した． 
 
2.3 静電容量法によるボイド率計測の原理と従来の研究 
2.3.1 静電容量法の原理[2-12], [2-13] 
 静電容量とは，空間に配置された 2 つの導体間（キャパシタ）に電荷を蓄え
ることのできる能力値である． 
 導体間に正弦波の交流電流 Ieit [A]を印可した場合を考える．ここで，I は交
流電流の最大電流値 [A]を，e および i は自然対数の底であるネイピア数および
虚数単位であり，は交流電流の角周波数[rad/s]を，t は時間[s]を表す．このと
きの入出力インピーダンス[]をそれぞれ Z1, Z2 とすると，それらは下式 Eq. 2-7
で表される． 
   
 
1
11
1
Ci
RZ     222
1
Ci
RZ   (2-7) 
   
ここで，R および C はそれぞれ交流回路におけるレジスタンス[]およびキャパ
シタンス（静電容量）[F]を示しており，それぞれの添字は入出力時を表す．こ
のインピーダンスを用いると，入出力電圧[V]である V1, V2 は Eq. 2-8 で表され，
これらから電流値を消去し Eq. 2-7 を用いれば，キャパシタンスの値が 1 より十
分に小さいという近似のもと，Eq. 2-9 と表すことができる． 
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 tiIeZV 11     tiIeZV 22   (2-8) 
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 Eq. 2-9 を入出力電位差V [V]について変形すると Eq. 2-10 が得られる．こ
れより，入出力電位差は静電容量の変化量に比例することがわかる． 
   
 ΔCKVC
CCΔV 
2
12  (2-10) 
   
ここで，2 つの導体が平行に配置されていると考えると，導体間の静電容量値の
値は以下の Eq. 2-11 で与えられる．ここで，C は静電容量[pF]，0 は真空の誘電
率[F/m]，1 は計測対象の比誘電率[-]，S は電極平板の面積[m2]，d は電極平板間
の距離[m]を表す． 
   
 
d
SC 10  (2-11) 
   
比誘電率は，物体の誘電率と真空の誘電率の比である．主な物質の比誘電率を
Table 2-2 に示す．静電容量法による気液二相流のボイド率計測は，液相と気相
の誘電率の違いを利用して，導体間の静電容量の計測結果から気液割合の変化
を検出する手法である． 
 計測する作動流体の比誘電率が一定の場合，Eq. 2-11 より静電容量値は電極
平板の面積に比例して，電極間距離に反比例して大きくなることがわかる．静
電容量値の大きさはボイド率計測の計測分解能に大きく影響するため，計測目
的に応じて電極形状を適切に選択する必要がある． 
 
Table 2-2 Comparison in relative permittivity among related materials. 
Material Air FC-72 (Gas) 
FC-72 
(Liquid) Acrylic Teflon Water 
Relative 
permittivity 1.00 1.00 1.70 3.6 2.0 80.0 
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2.3.2 静電容量法による計測例と電極形状 
 静電容量法による円管内気液二相流ボイド率計測の電極形状に関して，
Kendoush ら[2-14]は，外径30~50 mm（肉厚：10 mm）のガラスやアクリル樹脂，
ステンレスおよび亜鉛メッキ鋼といった材質の異なる円管に対し平行平板型電
極やセパレート型電極，二重螺旋型電極を作成し，流路にガラスや木材といっ
た棒状の物質を挿入することでその径に応じた空間割合に対する静電容量を計
測し，ボイド率計測に最適な電極形状を評価している．これら電極形状概要の
一例を Fig. 2-2 に示す．ここでは，配管材質がステンレス鋼などの電気伝導体の
場合は計測できず，樹脂やガラスといった絶縁性物質を配管材料として選択す
ること，水のような導体ではなく，フロンなどの絶縁性冷媒の方が計測に適し
ていること，ボイド率計測のダイナミックレンジを考えれば平行平板型電極お
よび凹面型電極による計測が望ましいこと，センサー電極の長さ L [mm]が管内
径 D [mm]に対し L/D > 1.0 が必要であること，などが報告されている． 
 
 
(a) Parallel plate type (b) Concave plate type (c) Double helix type 
Fig. 2-2 Schematic diagrams of various shape electrodes [2-14] for a capacitance sensor. 
 
 Rezkallah ら[2-7], [2-8]は，外径15.88 mm，内径9.53 mm の円管内水－空気二成
分二相流のボイド率計測として二重螺旋型電極を製作し，通常重力場および航
空機の放物線飛行を利用した微小重力場においてボイド率計測を実施している． 
ここで使用されている静電容量計測センサーの長さは，流動方向に対し 80 mm
の長さである．このように，二重螺旋構造の電極長さは，その構造上長くなる
という特徴がある．一方，静電容容量計測によるボイド率の計測精度は，締切
法によるボイド率計測結果と比較することで評価されている． 
 Wu ら[2-15]は，管内径 50 mm のアクリル製水平円管内オイル－水二成分二相流
の液ホールドアップを計測するため，導電率差を利用したコンダクタンス法と
誘電率差を利用したキャパシタンス法の二つの計測センサーを有する試験部を
製作し，それらの計測結果を比較評価している．ここでは，静電容量センサー
の形状は Fig. 2-2(b)に示すような凹面型電極を採用しており，ボイド率計測結果
の精度評価は水もしくはオイルのみを層状に流す方法，および締切法との比較
により行っている． 
 Kerpel ら[2-16]は，管内径 8.0 mm のガラス製水平円管に対し，作動流体に R134a
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および R410A を用いた気液二相流のボイド率を静電容量法により計測している．
ここでは，Wu ら[2-15]と同様，凹面型電極が使用されており，計測された波形の
統計量と流動様式の相関を示している．また，流路内の相分布を考慮した，す
なわち流動様式ごとに電場解析によって導出された補正式を導入することで計
測精度を向上させている． 
 Narcy ら[2-17]は，作動流体に HFE-7000 を用いた管内径 6.0 mm の垂直上昇流お
よび航空機の放物線飛行を利用した微小重力環境下における気液二相流のボイ
ド率計測を，平行平板型電極を用いた静電容量法により実施している．ここで
製作されたボイド率計測試験部の詳細図，および計測されたボイド率波形の一
例をそれぞれ Fig. 2-3(a),(b)に示す．流路は，母材である PEEK 材に切削されて
おり，ボイド率計測センサーが流路側面部に埋め込まれ，浮遊容量を低減させ
るシールド電極が PEEK 材側面に設置された構造となっている．この静電容量
電極により計測されたボイド率変動の波形は，Fig. 2-3(b)から確認できるよう，
静電容量に時間変動が生じない液単相流および蒸気単相流においても出力が変
動している．これは，電極構造上，計測電極と流路間の距離が離れているため，
Eq. 2-11 に示されるように，全体の静電容量値が小さくなり計測分解能が低下
したと考えられる．なお，ここでは静電容量法によるボイド率計測の校正は，
流路に液相を模擬したテフロン丸棒を挿入することで実施されている． 
  
(a) Configuration of capacitance probe. (b) Examples of void fraction fluctuation. 
Fig. 2-3 The detail configuration of capacitance sensor and measured void fraction 
fluctuation provided by Narcy et al. [2-17]. 
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 これらの計測例を踏まえ，静電容量法によるボイド率計測を実施する際の注
意点をまとめる． 
(a) 気液二相流計測部はガラスやアクリル等の絶縁性材質であること． 
(b) 静電容量法によるボイド率計測精度は，別の確立された方法による計測結果
と比較，評価すること． 
(c) 気相構造が軸対称でない水平流などにおいては，流動様式ごとにボイド率を
補正する必要があること． 
 本研究では，計測空間体積が小さく，かつ流動観察が可能な静電容量電極を
必要としている．また，計測部での気液界面構造の影響を評価するため，計測
部の流動挙動を同時観察できることが望ましい．そのため，流路の材質には透
明性の高い材質を選択する必要があり，また，電極形状は，流動方向の電極長
さを可能な限り短くする必要がある．さらに，静電容量計測により算出される
ボイド率の計測精度を事前に評価しておく必要がある．前述の注意点(c)に関し
ては，垂直上昇流を対象とすれば，気液界面構造が管軸に対し対称になると考
えられることから，本研究では考慮する必要はないといえる． 
 以上より，本研究では，電極間距離を狭くすることで電極長さを短縮するこ
とが可能であり，また，流動観察とボイド率を同位置・同時刻で計測できる平
行平板型電極を電極形状として選択し，細管内気液二相流に適用可能である静
電容量式ボイド率センサーの製作を行った． 
 
2.4 静電容量式ボイド率センサーの構造 
 本研究で製作した静電容量式ボイド率センサーの概観および計測電極・ガー
ド電極の概要を Fig. 2-4(a)-(c)に示す．なお，図中に記載しているセンサーを構
成している各部品の製作図面の詳細は，巻末の付録 A-1 ~ A-9 に掲載する． 
 静電容量式ボイド率センサーの構造および概観は Fig. 2-4(a)に示されており，
試験部流路には，透明のパイレックスガラス管を使用し，アクリルカバーとフ
ランジにより固定される．ここで，ガラス管の内径は第 4 章で述べる TPF 実験
と同じ 4.0 mm であり，肉厚が 1.0 mm のものを用いた．フランジは，形状は同
じであるが，その材質は計測目的に応じてアクリル製，真鍮製の 2 種類を用意
した．なお，フランジとループ配管の接続は，アクリル製フランジの場合，接
続配管をアクリル樹脂管としてアクリル溶剤により接続した．一方，真鍮製フ
ランジの場合，接続配管をステンレス鋼管として銀ロウ付けにより接続した．
また，ガラス管とフランジの接合部のシールには O-ring を使用した． 
 静電容量式ボイド率センサーの電極は，材質をステンレス鋼とした，計測電
極，ガード電極およびアース電極の 3 種を製作した．計測電極とガード電極は
一対の電極として構成されており，その詳細図を Fig. 2-4(b)に示す．ガード電極
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の役割は，静電容量計測時のノイズの主な原因となる浮遊容量を低減させるこ
とであり，計測電極の周囲に配置された．計測電極とガード電極は電気的に絶
縁状態である必要があるため，この二つの電極間にアクリルスペーサーを，ア
クリル溶剤を用いて接着した．また，計測電極の背面に，静電容量計測器と接
続するためのリード線として，1.0 mm のステンレス鋼製ワイヤをスポット溶
接により接着した．なお，このスポット溶接部の脱落を防ぐため，スポット溶
接後に計測電極とステンレス鋼製ワイヤが電気的に接地していることを確認し
た後，エポキシ樹脂により接合部を固定した．ステンレス鋼製ワイヤには，静
電容量計測器との接合のため，差し込み型圧着端子が取り付けられた．なお，
計測電極の流路軸方向の長さは 16.0 mm，幅は使用される流路外径（6.0 mm）よ
りも大きい 8.0 mm とした． 
 ガラス管をアクリルカバー及びフランジに取り付けた後に，計測電極／ガー
ド電極，およびアース電極が設置された．静電容量計測での計測分解能を高め
るためには，Eq. 2-11 の通り，電極間距離を小さくすることが有効である．そ
のため，計測電極／ガード電極およびアース電極でガラス管を挟み込み，かつ
これらとガラス管が接するよう配置した．計測電極／ガード電極およびアース
電極の固定には，各電極の四隅に設けられた貫通穴にボルトを通し，このボル
トをアクリルカバーに固定し，ガラス管と各電極の隙間が限りなく小さくなる
よう，ナットにより各電極の配置を調整することで，平行平板型電極を製作し
た．なお，電極を固定する際に用いるボルトおよびナットの材質は，絶縁性物
質であるポリカーボネートとした． 
 計測電極と静電容量計測器との接続は BNC ケーブルにより接続されるが，こ
のとき，BNC ケーブルのコアにある内部導体とその周りに配置されている編状
のシールドを，それぞれ計測電極・ガード電極に接続する必要がある．そこで，
BNC ケーブルの内部導体に差し込み型圧着端子を固定し，これと計測電極を接
続した．一方，BNC ケーブルの編状のシールドとガード電極の接続では，計測
ノイズの要因となる浮遊容量を低減させるため，計測電極と内部導体がシール
ドから露出しないように接続する必要がある．そこで，接続部を覆うようにア
ルミ製スリーブを接続部周囲に設置し，これと編状シールドを接続することで
ノイズ対策を施した． 
 静電容量式ボイド率センサーの中央断面をアルミ製スリーブ内の構造ととも
に Fig. 4-3(c)に示す．図中の黄色破線内，すなわち主電極とアース電極間がボイ
ド率計測区間である．断面図からも確認できるように，静電容量式ボイド率セ
ンサーの電極を平行平板型としたため，本研究で開発した静電容量式ボイド率
センサーにより，電極側面より計測部の流動様相が観察できる，すなわち，流
動観察とボイド率計測を同時刻，同位置で行うことが可能である． 
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(a) Assembly of capacitance sensor. 
Fig. 2-4 Detail configuration and components of developed capacitance sensor. 
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(b) Assembly of electrods. 
 
(c) Vertical cross-section. 
Fig. 2-4 Detail configuration and components of developed capacitance sensor. 
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2.5 静電容量式ボイド率センサーにおけるボイド率計測精度評価 
 本項では，2.4 項で製作した静電容量式ボイド率センサーによるボイド率計測
の精度評価を，以下に示す 3 つの手順により実施した． 
(1) 軸対称の環状液膜に対する理論解析による評価 
   円管内を流れる気液二相流の気液界面に乱れがない静的な環状流を想定
し，液膜厚さの変化に対する静電容量値を数値解析で求めるとともに液膜厚
さの影響を評価した． 
(2) 固体内挿物による模擬ボイドに対する実験的評価 
   Kendoush ら[2-14]や Narcy ら[2-17]の計測精度評価と同様に，流路内に液相を
模擬した内挿物を挿入することで模擬ボイドを設定し，静電容量値から求め
たボイド率と設定ボイド率の比較から評価した． 
(3) 気液二相流動を対象とした締切法による計測結果との比較評価 
   Rezkallah ら[2-7], [2-8]の方法と同様に，締切法によるボイド率計測と静電容
量法によるボイド率計測を同時に行い，それらを比較することで計測精度を
評価した． 
 
2.5.1 数値解析による静電容量とボイド率の関係 
 数値解析を簡易に行うため，円管内を流れる気液二相流が静的な環状流であ
ると仮定する．円管内を流れる気液二相環状流の液膜厚さがr [mm]である場合
の電極間の流路断面を Fig. 2-5 に示す． 
 
Fig. 2-5 Calculation model of void fraction measurement by capacitance sensor.  
(Cross-sectional view) 
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 上記 Fig. 2-5 の計測断面を，図中の赤色破線で示した微小幅の区間に分け，そ
の微小区間での静電容量値を算出し，それを流路全体に対して積分することで
計測区間の静電容量を求める．微小幅（Fig. 2-5 の黄色の線で示す部分）での素
材分布の模式図を Fig. 2-6 に示す． 
 
 
Fig. 2-6 Micro section of the capacitance calculation along (Pick up line). 
 
 この微小幅における電極間の静電容量C [pF]は，Eq. 2-12 で表される． 
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ここで，0は真空の誘電率F/mを，Air, Acrylic, Liquid, Gasは添字が示す物質の比
誘電率[-]を，Sは対象領域の電極面積[m2]を， dAir, dglasss, dLiquid, dGasはFig. 2-6 に
示した添字の物質の厚さ[m]を示している． 
 作動流体を FC-72 とし，液膜厚さr の値を 0（蒸気単相）～2.0 mm（液単相）
の範囲で設定し，Eq. 2-12 を微小面積S について積分した結果を Fig. 2-7(a),(b)
に示す．Fig. 2-7(a) は液膜厚さに対する静電容量の変化を，Fig. 2-7(b) は静電
容量とボイド率の関係を示している． 
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
(a) Change in capacitance for varied liquid film thickness. 


(b) Comparison between void fraction and capacitance. 
Fig. 2-7 Theoretical analysis results on capacitance of annular liquid film. 
 
 実際の計測では，静電容量は静電容量計測器によって電圧に変換される．本
研究では，静電容量計 HC-102 型（㈱山本電気インスツルメンツ製，計測分解能：
10-4 pF，最高測定範囲：10 pF）を使用した．この変換器の出力信号はV で
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あり，ゼロ点設定機能によりオフセットを設定することができる．試験部管内
がすべて蒸気で満たされた場合（1），静電容量は最小であるため出力電圧を
1 V に設定し，試験部管内がすべて液で満たされた場合（ = 0），静電容量は最
大であるため，出力電圧を 5 V に設定した．Fig. 2-6(b) に示したボイド率に対
する静電容量の関係を，静電容量から計測器出力電圧 V [V]に変換したものを 
Fig. 2-8 に示す． 
 
 
Fig. 2-8 Relationship between output voltage and void fraction. 
 
 これより，数値解析に基づく静電容量法によるボイド率は，出力電圧に関し
て二次関数を用いて変換すればよいという結果を得た． 
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2.5.2 固体内挿物による模擬ボイドに対する実験的評価 
 2.5.1 項では，軸対称環状液膜を対象として数値解析による静電容量を計算し，
液膜厚さがボイド率に及ぼす影響を評価したが，電場の壁面での屈折の影響を
考慮しておらず，実際の計測値と差が生じることが推察される． 
 そこで，試験部流路に液相を模擬したテフロンもしくはスチレン製の丸棒を
挿入した際の静電容量値を計測し，静電容量値とボイド率の相関を評価した． 
 本実験で使用したテフロンおよびスチレン丸棒の寸法を，管内径 4.0 mm の流
路に挿入したときのボイド率とあわせて Table 4-3 に示す．ここで，作動流体で
ある FC-72 および内挿物であるテフロン及びスチレンの比誘電はそれぞれ 1.7, 
2.0, 2.3 程度である． 
    
Table 4-3 Diameters of rod inserted in the channel. 
Diameter [mm] Teflon (Teflon:2.0) Styrene (Styrene:2.3) Void fraction [-] 
0.3 - ○ 0.994 
0.4 - ○ 0.990 
0.5 - ○ 0.985 
0.6 - ○ 0.978 
0.8 - ○ 0.960 
1.0 ○ ○ 0.938 
1.1 - ○ 0.924 
1.3 - ○ 0.894 
1.5 ○ ○ 0.859 
2.0 ○ ○ 0.750 
2.5 - ○ 0.609 
3.0 ○ - 0.438 
3.2 - ○ 0.360 
 
 内挿物を挿入したときの静電容量値を Fig. 2-9 に示す．なお，ここでの縦軸は，
ボイド率が 1.0，すなわち流路全体が空気で満たされている時からの内挿物挿入
による静電容量の変化量を示している．これより，テフロン及びスチレンいず
れにおいても，ボイド率の低下に対して静電容量がおおよそ比例して増大して
いることが確認される．これは，先ほどの数値解析とは異なった傾向である．
そこで，次項において締切法による気液二相流の計測結果に基づきボイド率の
変化に対する静電容量の変化を評価する． 
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Fig. 2-9 Change in capacitance for various void fraction varied by inserting resin rods 
simulated as liquid. 
 
2.5.3 締切法による計測結果との比較評価 
 対象とする気液二相流が，時間平均をとった場合に変化のない“整定流れ”
とみなせる場合は，エルゴード仮説により統計平均と時間平均は等価とみなせ
る[2-18]．本実験では整定流れ，すなわち定常状態である気液二相流に対し，締切
法による統計平均ボイド率を計測し，静電容量法による時間平均ボイド率と比
較することで，静電容量式ボイド率センサーの計測精度を評価する． 
 
2.5.3.1 実験装置 
 実験装置の概要を Fig. 2-10 に示す．作動流体には十分に脱気された FC-72 を
使用した．メインループはタンク①，サブクーラー②，マグネットギアポンプ
③，タービン式体積流量計④，流路内にカートリッジヒーターが挿入された乾
き度調節部⑤，その直下流のボイド率計測部⑥，そして凝縮器からなる．ここ
で，サブクーラーおよび凝縮器ともに二重管式熱交換器が選択された．また，
乾き度調節器は流路に 10 mm のカートリッジヒーターが挿入された構造であ
り，その詳細を Fig. 2-11 に示す． 
 ボイド率計測部の詳細を，Fig. 2-12 に示す．締切り法によるボイド率計測部
は，管内径 D = 4.0 mm の直管で構成されており，全長 L = 220 mm（L/D=55.0）
の計測区間の両端に空気圧駆動式ボールバルブ⑪（通常開）が設置されている．
駆動部には窒素ガスラインが接続されており，圧力をかけることで弁を閉じる
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ことができる．実験では窒素ガスボンベ⑧と接続し，配管途中の電磁弁⑩およ
び空気圧開放バルブ⑭を操作することで弁を開閉した．窒素ガスラインの圧力
を操作することでバルブ開の速度を変えることができる．空気圧駆動式ボール
バルブを同時に閉めて区間内の気液体積割合を計測することで，区間平均ボイ
ド率を算出する．また，ボールバルブを閉めたときの流路閉鎖によるループ内
の圧力上昇および流量低下によるヒーター部での過熱を避けるため，試験部入
口と凝縮器を直接接続するバイパスとして，通常閉の空気圧駆動式ボールバル
ブ⑫を設置した．このボールバルブには試験部と同様，窒素ガスボンベと接続
されている．これらのバルブを同時に操作させると，試験部のバルブが完全に
閉まる前にバイパス弁が開いてしまい，気液二相流動を乱してしまう恐れがあ
る．そこで，試験部のバルブが完全に閉まった後にバイパス弁の動作が開始す
るよう，バイパス弁駆動用の窒素ガスラインにある電磁弁の動作を 0.5 秒遅らせ
るディレイタイマー⑨を設置した． 
 一方，締切法によるボイド率計測区間の中央には，Fig. 2-4 で示した静電容量
式ボイド率センサーを設置した．なお，締切後の液位を読み取ることを目的と
して，静電容量センサーの両端のフランジには，Fig. 2-12 に示した透明アクリ
ル樹脂製を使用した．このとき，静電容量計測区間は流路軸方向に対し 16.0 mm
であった． 
 静電容量計測結果の時間平均値に対し，2.5.1 項および 2.5.2 項で得られた相
関式を適用しボイド率を算出し，得られた結果を締切法による計測結果と比較
することで計測精度の評価を行った． 
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①：Tank ⑨：Delay timer 
②：Sub-cooler ⑩：Solenoid valve 
③：Magnet coupling gear pump ⑪：Pneumatic ball valves (Normally open)
④：Turbine flow meter ⑫：Pneumatic ball valve (Normally closed)
⑤：Heater ⑬：Capacitance sensor 
⑥：Void fraction measurement section P：Pressure transducer 
⑦：Condenser TC：Thermocouple 
⑧：GN2 cylinder  
Fig. 2-10 Schematic diagram of experimental setup for void fraction measurement. 
 
Fig.2-11 Detail configuration of heating section. 
37 
 
 
Fig.2-12 Apparence of measurement section. 
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2.5.3.2 測定項目 
 本実験では，流量，乾き度調節部ヒーター加熱量，ヒーター入口温度，試験
部入口温度，試験部出口温度，ヒーター入口圧力，試験部入口圧力，試験部出
口圧力，締切区間中央部の静電容量を計測した．各物理量は以下の装置で計測
し，出力信号は静電容量を除きデータロガ （ーHIOKI 製：メモリハイロガー8423）
を用いてサンプリング周波数 10 Hz で計測し，静電容量はデータロガー
（GRAPHTEC 製：DATA PLATFORM GL7000）を用いて，サンプリング周波数
1000 Hz で計測した． 
 
(1) 流量：タービン流量計（日本フローコントロール製：FTO-1，計測範囲：0~300 
ml/min）で体積流量を計測した． 
(2) ヒーター加熱量：乾き度調節部のヒーターでの消費電力から計測した．消費
電力は，デジタルパネルメータ（鶴賀電機㈱，451A-49-A）と変流器（鶴賀
電機㈱，CT-5T），電力トランスデューサ（タケモトデンキ㈱，TW-04C1）か
ら構成される電力計で計測した． 
(3) 圧力：圧力は SOS 式アンプ内蔵圧力計（ミネベア製）で計測した．なお，ヒ
ーター入口圧力は絶対圧計（NS100A-500kPa，計測レンジ：絶対圧 500 kPa）
で，試験部入口及び出口圧力はゲージ圧計 NS100A-500kP，計測レンジ：ゲ
ージ圧 500 kPa）で計測した． 
(4) 温度：各計測位置において K 型シース熱電対（大貴工業製：シース径 1.0 mm）
を流路に挿入し，計測した． 
(5) 静電容量：静電容量計測器（山本電気インスツルメント製：HC-102 型，計
測分解能：10-4 pF，計測レンジ：10 pF）を使用した． 
 
2.5.3.3 締切法の計測回数および静電容量平均時間の選定 
 締切法では，1 回の計測で得られるボイド率は，瞬時の締切区間での体積平均
値となる．よって，統計平均値を得るためには計測回数を重ね，その平均値が
収束するまで測定を繰り返す必要がある．当然，締切法による瞬時体積平均ボ
イド率の算術平均値が収束するのにかかる測定回数は，気液二相流の流動状態
や測定区間長さ等により変化する．玉井ら[2-3], [2-18]は，管内径 D = 25.0 mm の円
管内水‐空気二相流の気泡流域からチャーン流域に対し，計測区間が L = 400 
mm（L/D=16.0）である区間で締切法を実施し，瞬時体積平均ボイド率の累積平
均が収束する計測回数が約 60 回程度であると報告している．このように，締切
法により定常状態である整定流れに対して信頼できる平均値を得るためには，
計測回数に関する予備検討が重要であることがわかる． 
 そこで，まずは平均値が収束する締切り法の計測回数及び静電容量の平均時
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間を評価する．  
 締切り法によるボイド率qcv は Eq. 2-13 で求めることができる．ここで，VL
は締切り区間の液相体積[mm3]，Vtotalは締切り区間全体の体積[mm3]である．  
   
 
total
1
V
Vα Lqcv   (2-13) 
   
 各流動様式に対して計測された静電容量の計測結果の一例を，質量流束G = 30 
kg/(m2s）のものを Fig. 2-13(a)-(d)に，質量流束 G = 200 kg/(m2s)の場合を Fig. 
2-14(a)-(d)に示す．ここでは，計測信号を黒線で，計測開始からその時点までの
時間平均値を赤線で，同じ区間の標準偏差を青線で示している． 
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(a) Bubbly flow. 
 
(b) Slug flow. 
 
 
(c) Churn flow. 
 
(d) Annular flow. 
Fig. 2-13 Examples of capacitance fluctuations for each flow pattern with 30 kg/(m2s).
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(a) Bubbly flow. 
 
(b) Slug flow. 
 
(c) Semi-annular flow (intermittent flow). 
 
(d) Annular flow. 
Fig. 2-14 Examples of capacitance fluctuations for each flow pattern with 200 kg/(m2s).
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 これより，質量流束が低い条件ほど計測電圧の標準偏差が大きくなることが
わかる．また，流動様式はスラグ流の時で計測電圧の標準偏差が大きくなるこ
とが確認されたが，いずれの条件においても 10 秒間の平均値をとることで標準
偏差が収束することが確認された．よって，本実験で製作した静電容量式ボイ
ド率センサーで信頼できる時間平均ボイド率を計測するには，10 秒以上の時間
平均を測定すればよいことを確認した． 
 次に，締切法の計測回数について検討する．本来は，ボイド率変動が大きい
低質量流束条件で検証すべきであるが，一成分気液二相流の場合，締切区間内
での放熱の影響が無視できなくなり，計測区間の出入り口で乾き度が変化する
恐れがある．よって，ここでは，質量流束 G = 200 kg/(m2s) の条件において，特
に乱れの大きい流動であるスラグ流，チャーン流を対象として，締切回数がボ
イド率計測精度に及ぼす影響を評価した． 
 瞬時空間平均ボイド率の変動が大きかったスラグ流およびチャーン流につい
て，計測結果とその累積平均値，および標準偏差を計測回数に対して整理した
ものを Fig. 2-15(a),(b)に示す．図中には，各流動条件における静電容量の時間変
化をあわせて示している．Fig. 2-15(a) より，スラグ流では 50 回程度の計測回
数で標準偏差が収束していることが確認できる．一方，Fig. 2-15(b) より，チャ
ーン流では計測回数が 50 回に達していなくとも，20 ~ 30 回程度の計測で標準偏
差が収束することが確認された．さらに，スラグ流やチャーン流よりもボイド
率時間変動が小さい環状流や気泡流では締切回数はさらに少ない回数で標準偏
差が収束することが確認された． 
 これらの結果は，上記で紹介した玉井ら[2-3], [2-18]の計測回数 60 回と比べて小さ
いが，これは，本実験での締切区間が L/D=55.0 であり，玉井らの L/D=10.0 と比
べて大きいためである．さらに，本実験での締切区間は，相変化によって気液
二相流が生成される乾き度調節部から十分下流に設置されており，締切区間内
での気相の合体など気液界面構造の変化に伴う流動の発達による影響はないと
考えられる．以上より，本実験装置において，締切法により信頼できる空間平
均ボイド率を計測するためには，計測回数がスラグ流，チャーン流では 50 回，
気泡流，環状流域では 30 回程度必要であることを確認した． 
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(a) Slug Flow. 
 
(b) Churn flow. 
Fig. 2-15 Evaluation of the effect of measurement times on average void fraction and 
its standard deviation in the measurement by quick closing valve method. Each lower 
figure in Fig. (a) and (b) show the output fluctuation of the capacitance sensor. 
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2.5.3.4 実験条件と実験手順 
 静電容量法によるボイド率計測の妥当性を評価するためには，幅広い流動条
件における計測が必要となる．そこで，G = 200~350 kg/(m2s)の範囲（体積流量 F 
= 90~150 ml/min）において計測を行った．実験条件を Fig. 2-16 に示す．ここで，
Qin はヒーター入力加熱量[W]である．実験中は高速度カメラによる画像撮影を
行っていないが，目視でスラグ流，チャーン流，環状流の流動様式を確認した． 
 実験手順は以下の通りである． 
(1) ループ内の作動流体を所定の流量で循環させる． 
(2) 加熱量を設定し，定常状態になるまで待機する． 
(3) 定常状態に達した後，静電容量値の波形データを 10 秒間計測する． 
(4) 計測後直ちに，ガスラインに窒素ガスボンベからガスを供給し電磁バルブを
作動させ，空気圧バルブを作動させる． 
(5) 観察部下流の空気圧駆動式ボールバルブで挟まれた透明アクリル管内にト
ラップされた FC-72 の液位を素早く計測する． 
(6) ガスループ内のガスを逃して減圧し，空気圧バルブを初期状態に戻し，作動
流体を試験部に供給する． 
(7) 締切操作(4)~(6)を各条件につき 30～50 回繰り返す．静電容量計測は 5 回に 1
度とし，それぞれ 10 秒間の計測を行った． 
 
 
Fig. 2-16 Experimental conditions for void fraction measurements by quick valve. 
 
2.5.3.5 実験結果と考察 
 締切り法によるボイド率qcv は，30~50 回の計測で得られた締切区間の液相体
積の平均値を VL [mm3]として，Eq. 2-13 により導出した． 
 静電容量法による時間平均ボイド率capaは以下の二通りの方法で求めた． 
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minmax
max
capa VV
VVα ave
  (2-14) 
   
 32.132.01089.71089.8 ave2ave33ave4capa   VVVα  (2-15) 
   
ここで， Eq. 2-14 は Fig. 2-8 における直線近似を，Eq. 2-15 は Fig. 2-8 におけ
る数値解析結果の近似曲線であり，Vaveは計測した出力電圧[V]の時間平均値を，
Vmin は最小出力電圧（=1.0 V）を，Vmax [V]は最高出力電圧（=5.0 V）である． 
 比較結果を Fig. 2-17 に示す．数値解析により導出した近似式（Eq. 2-15）に
よる平均ボイド率capa は締切法により計測されたボイド率よりも全体的に低い
値となっている．これは，数値計算による流動モデルを理想的な環状流として
定義しているが，実際の流動では液膜表面にリップルや擾乱波が発生するなど
液膜界面は常に乱れた状態になっているためであると考えられる．また，数値
解析では瞬間のボイド率を計算しているのに対し，実験値は時間平均ボイド率
であるため，計算結果と一致しなかったと考えられる．一方，出力電圧の最大
値（ = 0）および最小値（ = 1.0）を基準とした直線近似（Eq. 2-14）によるボ
イド率は，締切法を基準とすれば±5 %の精度で計測可能であることがわかる．
よって，本研究で作成した静電容量電極を用いて計測した出力電圧に対し，Eq. 
2-14 を適用することで±5 %の計測精度のボイド率計測が可能であることを確
認した． 
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Fig. 2-17 Comparison of volumetric average void fractions measured by the 
capacitance method with those by quick closing valve method. (Evaluation of the 
calculation methods from capacitance, approximate curve based on the theoretical 
analysis and linear approximation.) 
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2.6 まとめ 
 本章では，気液二相流の気液界面構造を評価する上で重要となるボイド率の
定義を示すとともに，その重要性について説明した．また，細管内気液二相流
のボイド率計測手法として静電容量法を選定し，平行平板型電極を有する静電
容量式ボイド率センサーを開発し，その計測精度の検証を行った．得られた知
見を以下に示す． 
 
(1) 電極形状に平行平板型電極を採用し，ボイド率計測と高速度カメラによる流
動観察が同位置・同時刻で実施可能である静電容量式ボイド率計測センサー
を開発した． 
(2) 締切法によるボイド率計測と静電容量法によるボイド率計測を同時に実施
することで，開発した静電容量式ボイド率センサーの計測精度評価を行った．
その結果，本章で開発した静電容量式ボイド率計測センサーの計測精度は，
締切法での値を基準として±5 %の精度であることを確認した． 
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第 3 章 一成分系気液二相流のボイド率特性に及ぼす管内径の影響 
 
 本研究で対象としている強制流動沸騰式の冷却システムの適用先として宇宙
構造物や電気自動車などの環境が挙げられるが，前者では重力加速度が 0 に，
後者では自動車の運転速度や車体姿勢の変化により加速度ベクトルが時々刻々
と変化する．そのため，冷却システムの安全性や安定性を確保するためには，
気液二相流動が重力支配でなくなる，すなわち表面張力もしくは慣性力支配と
なる領域を把握する必要がある．一般に，気液二相流の気液両相の流速が大き
くなれば，重力や表面張力に影響されない慣性力支配の流動となることが考え
られるが，強制流動沸騰式の冷却システムではポンプ駆動により作動流体を循
環させるため，省電力化を考えれば循環流量が小さい，流動が表面張力支配と
なるような条件で運転することが望ましい．そのため，本研究では気液二相流
に及ぼす力の支配力の遷移境界の中でも，特に重力－表面張力の遷移境界を解
明することが重要となる． 
 本研究では，第 1 章で述べたように，重力－表面張力支配領域は Bond 数によ
り決定される．そのため，その遷移境界を解明するには複数の Bond 数条件での
実験を行うことが有効であり，その方法として① 長時間の安定した微小重力環
境下での実験，② 数種の流路径の円管における実験，を実施する．ここでは，
この手法②を行うことで，気液二相流の気液界面構造に及ぼす表面張力の影響，
および重力－表面張力支配領域の遷移境界条件を評価・考察する． 
 気液二相流に及ぼす表面張力の影響を評価するためには，重力支配領域から
表面張力支配となる範囲において実験を行う必要がある．ここでは，試験部の
管内径を操作してBond数を変更するため，上記目的を達成可能な実験条件範囲，
すなわち適切な管内径を選定する必要がある． 
 本章では，従来研究での報告例を参考にして実験条件となる複数の管内径を
選定した後，選定された各細管を対象とした一成分系気液二相流実験を行い，
第 2 章で製作した静電容量式ボイド率センサーにより断面平均ボイド率を計測
し，高速度カメラによる流動観察結果とともに表面張力が気液二相流の熱流動
特性に及ぼす影響を評価する．なお，作動流体には，後の第 4 章で詳細に説明
する TPF 実験で使用される Perfluorohexane を主成分とする FC-72 を使用し，試
験部の流路姿勢は，気相速度に及ぼす重力の影響が顕著となる垂直上昇流とす
る． 
 
3.1 細管内径の選定 
 1.3.2 項では，細管内の気液二相流の熱流動特性に対する計測例をいくつか列
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挙した．この中でも，Ong and Thome[3-1]-[3-3]は，細管内気液二相流動に対するマ
クロ－マイクロスケール境界を Bond 数の関数である Confinement Number (Co)
を用いて評価している．Co の定義式を以下の Eq. 3-1 に示す． 
   
  gL ρρg
σ
DBo
Co 
11  (3-1) 
   
ここで，D は管内径[m]，は作動流体の表面張力[N/m]を，G, L はそれぞれ気
相，液相密度[kg/m3]である． 
 Ong らは，Co > 1.0 でマイクロスケール，すなわち表面著力の影響が顕著とな
る領域，Co < 0.3 - 0.4 でマクロスケール，すなわち重力の影響が顕著となる領域，
0.3 - 0.4 < Co < 1.0 で遷移領域となることを報告しており，本研究ではこの報告
を参考に，作動流体を FC-72 とした細管内流動が表面張力支配となるような細
管内径を選択する． 
 作動流体 FC-72 に対し，Eq. 3-1 より算出されたマイクロスケール－マクロス
ケール境界を Fig. 3-1 に示す．ここで，縦軸は管内径 D [mm]，横軸は飽和圧力
Psat [kPa]を示している． 
 
 
Fig. 3-1 Macro-microscale transition criterion proposed by Ong and Thome [3-1]-[3-3] for 
FC-72. 
 
これより，作動流体 FC-72 では，D < 0.7 mm でマイクロスケール，すなわち表
面張力の影響が顕在化する流動，D > 2.5 mm でマクロスケール，すなわち重力
の影響が顕在化する流動となることがわかる．気液二相流の気液界面構造に及
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ぼす表面張力の影響を評価するためには，実験条件として，重力の影響が顕在
化する領域，表面張力の影響が顕在化する領域，重力および表面張力の影響が
あいまいとなる遷移境界それぞれを含んだ管内径を選択する必要がある．よっ
て，本研究では，重力の影響が顕在化すると考えられる条件として，後で述べ
る TPF 実験と同じ大きさである D = 4.0 mm を，表面張力の影響が顕在化すると
考えられる条件として D = 0.5 mm を，遷移領域と考えられる条件として D = 2.0, 
1.1 mm の計 4 種類の細管を選定した．本項のまとめとして，作動流体 FC-72 に
対する各管内径の実験条件を，力の支配領域線図に示したものを Fig. 3-2 に示す． 
 
 
Fig. 3-2 Experimental conditions for experiments using small diameter channels to 
evaluate dominant force on two-phase flow behaviors. 
 
3.2 実験装置と計測方法 
3.2.1 実験ループの概要 
 本実験では，主に低質量流束条件を対象とするため，ループ内を循環する作
動流体の質量流量は極めて小さい．そのため，本実験では，通常質量流量条件
に対する実験と，微小質量流量条件の両方に対応できる流体供給装置を構築し
た． 
 本実験装置の概要を Fig.3-3 に示す．作動流体には，十分に脱気した FC-72 を
使用した．通常質量流量条件に対する実験装置のメインループは，タンク①，
マグネットギアポンプ②，フィルター③，コリオリ式質量流量計④，流路内に
カートリッジヒーターが挿入されたプレヒーター⑤，流量調整バルブ⑥，試験
部⑦，凝縮器⑧で構成される．試験部は，加熱試験部及び観察試験部で構成さ
れており，その詳細は後に示す．ここで，プレヒーターの構造は Fig. 2-11 で示
した構造と同じであり，流体加熱部が垂直上昇流となるよう配置された．また，
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凝縮器構造は二重管式熱交換器であり，恒温槽⑫により指定の温度で保温され
た冷却水により作動流体は冷却される． 
 一方，微小質量流量条件に対する実験ループは，図中⑭～⑯で示したバルブ
操作により切り替える．作動流体を試験部へと供給する際は⑮及び⑯のバルブ
を開に，⑭のバルブを閉としておく．この時，作動流体は，シリンジポンプ⑬
により駆動され，プレヒーター⑤，流量調整バルブ⑥，試験部⑦，凝縮器⑪を
経てタンクへと流入するワンスルー型の実験装置とした．シリンジへの作動流
体の供給は，バルブ⑭及び⑯を開に，バルブ⑮を閉として，タンクからギアポ
ンプ②により行うバッチ処理とした．シリンジポンプによる吐出流量の安定性
については後ほど示す．空気の強制対流による実験装置外部への熱損失を防ぐ
ため，試験部の周囲はビニールシートにより覆われた． 
 
3.2.2 加熱試験部 
 試験部全体の詳細構造及び外観をそれぞれ Fig. 3-4(a), (b)に示す．加熱試験部
の構造は，ステンレス製薄肉円管，真鍮フランジ，ガラス管，K 型熱電対で構
成される．加熱管の長さ Lheat [mm]は，実験条件である管の内径 D [mm]に対しそ
れぞれ Lheat/D = 200 となるよう設計した．加熱試験部では，加熱管に直接通電す
ることで生じるジュール熱により流体が加熱され，気液二相流を生成する．加
熱管へ印可する電圧は交流電圧であり，交流安定化電源より出力される 100 V
の交流電圧をボルトスライダーおよび変圧器により所定の電圧値に変換した後，
加熱管両端に固定された真鍮製フランジに設けられた電極に印可する．ここで，
ステンレス製加熱管と真鍮製フランジは銀ロウ付けにより固定されており，こ
の間の接触電気抵抗は無視できるものとした． 
 加熱試験部両端の真鍮製フランジには圧力および差圧を計測するため静圧孔
が設けられており，その寸法は，管内径が 4.0, 2.0 mm の場合は，孔径0.5 mm，
深さ 5.0 mm とし，管内径 1.1, 0.5 mm の場合，孔径0.2 mm，深さ 3.0 mm とし
た． 
 加熱管の表面温度は，ステンレス管外表面にスポット溶接されたシース素線
径 0.1 mm の K 型熱電対で計測された．また，加熱部における外部への熱損失を
低減させるため，伝熱管外表面に，窪みをつけた 2 枚のセラミック製の断熱ボ
ードを設置した． 
 Fig. 3-4(a) の各部寸法 Lent, Lheat, LTC [mm] を各管内径の試験部に対してまと
めたものを Table 3-1 に示す． 
 
3.2.3 観察試験部 
 観察試験部および静電容量電極の詳細構造及び外観を Fig. 3-4(c), (d)に示す．
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観察試験部は，Fig. 2-4 で示した静電容量式ボイド率センサーを加熱部の直下に
設置し，静電容量の計測領域に対する流動挙動を高速度カメラにより計測した．
なお，観察試験部両端のフランジ材質には真鍮が選択され，フランジに設けら
れた静圧孔より観察試験部での差圧を計測した．なお，静圧孔の寸法は，3.2.2
項で示した加熱試験部両端に設置された静圧孔の寸法と同じものが選択された． 
 観察試験部のガラス管は，管内径 D = 4.0, 2.0, 1.1, 0.5 mm の 4 種類とするが，
静電容量式ボイド率センサーでのボイド率計測を考えた場合，Eq. 2-11 で示す
ように，計測電極およびアース電極間の距離が短いほどキャパシタの静電容量
が大きくなり，ボイド率計測を行う際のダイナミックレンジが上昇するため有
利である．よって，観察試験部のガラス管の肉厚は可能な限り薄いものを使用
した． 
 一方，Eq. 2-11 より静電容量の軸方向の計測長さが長い方が計測分解能は大
きくなり，平均ボイド率の計測には有利である．しかし，計測電極の長さはボ
イド率計測の空間分解能を決定するものであり，気液界面構造の変化を詳細に
計測するためには，計測電極長さが短い，すなわち，計測体積が小さい方が有
利である．一方，異なる細管内径に対して計測されたボイド率時間変動を比較
するためには，管内径 D [mm]に対する計測電極長さ LL [mm]の比を統一してお
く必要がある．そこで，本研究では，第 2 章での計測結果および静電容量計測
器の性能を考え，LL/D =4.0 として計測電極を製作した． 
 観察試験部でのガラス管の形状，観察試験部長さ及び Fig. 3-4(a), (c)に示した
試験部各寸法および計測電極の寸法をまとめて Table 3-1 に示す．ここで，Dout
は観察部ガラス管の外径[mm]である． 
 
Table 3-1 Specifications of test section for flow observation and void fraction 
measurement (unit : mm). 
D Dout Lent Lheat Lobs LTC LL LW 
4.0 6.0 30 800 60 80 16.0 8.0 
2.0 3.0 30 400 60 40 8.0 16.0 
1.1 1.8 30 200 60 40 4.4 2.0 
0.5 0.8 30 100 60 20 2.0 4.4 
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Fig. 3-3 Schematic diagram of experimental setup for void fraction measurement in 
small diameter tubes. 
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(a) Structure of test section.  
Fig. 3-4 Configuration of the capacitance probe. 
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(b) Overview of test section. 
Fig. 3-4 Configuration of the capacitance probe. 
Observation section
Heating section
High speed camera
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(c) Coinfiguration of the electrodes of the capacitance probe. 
 
 
(d) Overview of the sensing and guard electrodes. 
Fig. 3-4 Configuration of the capacitance probe. 
 
 
  
Sensing electrode
Guard electrode
4.4 mm
2.0 mm 
16.0 mm 
8.0 mm 
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3.2.4 シリンジポンプによる吐出流量精度の評価 
 本実験では，D = 0.5 mm の低質量流束域が実験条件に含まれており，試験部
へと供給する作動流体が極微小流量となる．そのため，他の管内径での実験で
使用するギアポンプのような容積型ポンプでこの流量を供給するためには，ポ
ンプ回転数を非常に小さくする必要があるため，供給流量に時間的な変動が生
じてしまう．特に，沸騰を伴う場合，加熱試験部内の圧力変化によってポンプ
出口圧力が変動し，それに伴い供給流量が変動してしまう恐れがある．マイク
ロチャネルの実験において，流路内で沸騰させた場合，蒸気泡が上流側へ大き
く成長することが報告されているが，その一因には気泡発生による流動抵抗の
上昇とそれに伴う流量低下があるためであると考えられている． 
 そこで，本実験では，D = 0.5 mm の低質量流束範囲ではシリンジポンプを用
いて試験部に作動流体を供給する．ここでは，その供給流量の精度を，それぞ
れの方法で供給した場合の実験結果に基づき，観察試験部区間における円管内
単相流に対する管摩擦係数を基に評価した． 
 作動流体がポンプ駆動により供給された場合およびシリンジポンプにより供
給された場合の計測結果に対する，Reynolds 数 Re [-]と管摩擦係数の関係を Fig. 
3-5(a)に，差圧計出力の変動に対する標準偏差を Fig. 3-5(b)に示す．なお，管摩
擦係数 [-]は，Eq. 3-2 のダルシー・ワイズバッハの式[3-4]より求めた．  
   
 






 2
2
obs
LLuρD
L
PΔλ  (3-2) 
   
ここで，P は観察試験部における単相流の圧力損失[kPa]を，Lobs は差圧計測区
間の長さ[m]を，L, uL はそれぞれ液相密度[kg/m3]，液相速度[m/s]を示している． 
 ポンプ駆動による作動流体の供給では，管摩擦係数は Reynolds 数が 2300 以上
の乱流域では管摩擦係数はブラジウスの式とよく一致した．一方，Re < 2300 の
層流域では，Reynolds 数が 500 程度の流量では層流に対する管摩擦係数の式と
よく一致するが，それ以下の Reynolds 数条件では，理論式よりずれる傾向が確
認された． 
 一方，シリンジポンプによる流体駆動の場合では，計測時間を考慮した場合
の最大駆動流量範囲はReynolds数が 400程度と小さいが，管摩擦係数はReynolds
数が 200 といった低流量域まで理論式と一致することが確認された． 
 差圧計により計測された電圧の標準編差は，ポンプ駆動の場合では大きくな
る，すなわち計測差圧が大きく変動する傾向が見られるが，シリンジポンプ駆
動であれば標準偏差は小さいことから，計測される差圧に大きな変動が存在し
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ない，すなわち安定した流量が供給されていることが確認された． 
 以上より，本実験で使用するシリンジポンプでは，D = 0.5 mm において
Reynolds 数が 100 程度まで供給可能であることを確認した． 
 
 
(a) Pipe friction factor for liquid single-phase flows. 
 
 
(b) Standard deviation of output signal of differential pressure transducer. 
Fig. 3-5 Effect of fluid supplying methods using a mechanical pump or a syringe pump 
on the stability of flow rate for quite low flow rate condition. 
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3.3 測定項目 
 本実験では，質量流量，プレヒーター加熱量，加熱試験部加熱量，プレヒー
ター入口温度，加熱試験部入口温度，観察試験部出口温度，断熱材表面温度，
実験環境温度（室温），プレヒーター入口圧力，加熱試験部出口圧力，観察試験
部出口圧力，観察試験部差圧，そして静電容量を計測した．出力信号は，静電
容量及び観察部差圧はデータロガー①（GRAPHTEC 製：DATA PLATFORM 
GL7000）を用いてサンプリング周波数 1000 Hz で計測し，加熱管表面温度およ
び断熱材表面温度，実験環境温度はデータロガー②（GRAPHTEC 製：DATA 
PLATFORM GL7000）を用いてサンプリング周波数 100 Hz で計測し，その他の
物理量はデータロガー③（HIOKI 製：メモリハイロガー8423）を用いてサンプ
リング周波数 100 Hz でそれぞれ同期させて計測した． 
 各物量は以下の計測機器により計測された． 
 
(1) 流量：コリオリ式質量流量計（日本エマソン製，CMFS-010，計測範囲：0 ～ 
10 g/s，計測精度：± 0.1 % of reading value）で計測した． 
(2) プレヒーター加熱量：カートリッジヒーターでの消費電力を，ディジタルパ
ネルメータ（鶴賀電機㈱，451A-49-A，計測精度：± 0.1 % of reading value）
と変流器（鶴賀電機㈱，CT-5T），電力トランスデューサ（タケモトデンキ㈱，
TW-04C1，計測精度：± 0.5 % of rated output）から構成される電力計で計測し
た． 
(3) 試験部加熱量：加熱試験部での加熱量は，交流電源回路に配置された交流電
圧計（鶴賀電機製：482F-24-3，測定範囲：Max 9.99 V，計測精度：± 0.2 % of 
reading value）および交流電流計（鶴賀電機製：482F-37-3，測定範囲：Max 5.0 
A，計測精度：± 0.7 % of reading value）で計測した電圧および電流から，デ
ータロガー③での演算処理によって計測した． 
(4) 圧力：ヒーター入口圧力は SOS 式アンプ内蔵圧力計（Minebea 製：
NS100A-2MPa，定格容量：絶対圧 2.0 MPa，計測精度：± 0.5 % of rated output）
を，試験部入口及び出口圧力は SOS 式アンプ内蔵圧力計（Minebea 製：
NS100A-500kP，定格容量：ゲージ圧 500 kPa，計測精度：± 0.5 % of rated output）
で計測した． 
(5) 差圧：観察部差圧は，圧力トランスデューサ（VALIDYNE 製：P55D/A-38，
計測範囲：± 55 kPa，計測精度：± 0.25 % of full scale）で計測した． 
(6) 温度：流体温度は，各計測点ともに K 型シース熱電対（大貴工業製：シー
ス径 1.0 mm，計測精度：計測精度：± 0.05 % of reading value）を流路内に挿
入することで，また，加熱管壁面温度，断熱材表面温度，実験環境温度は素
線径 0.1 mm のクロメル，アルメル線より製作された K 型熱電対をスポット
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溶接またはカプトンテープにより設置することでそれぞれ計測した． 
(7) 静電容量：静電容量計測器（山本電気インスツルメント製：HC-102 型，計
測分解能：10-4 pF，最高測定範範囲：10 pF）で計測した． 
 
 一方，観察試験部での流動観察には，平行平板型電極の電極面と水平方向に
高速度カメラ（IDT 製：MotionXtra N3）設置した．カメラ撮影条件は，フレー
ムレート 1000 fps，露光時間 100 s で実施し，一条件につき 2000 ～ 5000 枚の
画像を取得した． 
 なお，上記で記した 3 つのデータロガーと高速度カメラは，トリガ信号とし
て計測時に 3.0 V 直流電圧を印可し，計測時間を同期させている． 
 
3.4 実験条件と実験手順 
 本実験では，重力に対し表面張力が相対的に大きくなる細管内気液二相流の
気液界面構造を計測することで，気液二相流が重力支配でなる条件の特定を目
的としている．そのため，各管内径に対する実験に対し，慣性力の小さい，す
なわち低質量流束条件での計測を実施する．本実験の計測条件をまとめたもの
を Table 3-2 に示す．ここで，Pin は観察試験部入口圧力[kPa]，T は加熱試験部
入口でのサブクール度[K]である．また，シリンジポンプは D = 0.5 mm，G = 200 
~ 300 kg/(m2s)の条件でのみ使用した．本実験でのクオリティはすべて熱平衡ク
オリティとして，以下の式を用いて算出された．  
   
  
fgh
hWQQQhx LsatOlossHlossinsubin   (3-3) 
   
ここで，Qin は加熱試験部での入力熱量[W]，W は質量流量[kg/s]，hsubin はヒータ
ー入口部における作動流体の比エンタルピー[J/kg]，hLsat は飽和液の比エンタル
ピー[J/kg]，hfg は蒸発潜熱[J/kg]である．また，QOlossは加熱試験部での放熱量[W]
であり，加熱管壁面平均温度と周囲環境温度の間の温度差T [°C]の関数として，
各管内径および質量流束ごとに事前に評価した． 
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Table 3-2 Experimental conditions. 
D [mm] G [kg/(m2s)] x [-] Pin [kPa] T [K] Bo-
4.0 30 ~ 500 -0.1 ~ 0.98 105 ~ 160 5 ~ 10 30.5 ~ 34.5
2.0 50 ~ 600 -0.1 ~ 0.93 105 ~ 180 5 ~ 10 7.65 ~ 9.06
1.1 70 ~ 600 -0.1 ~ 0.91 105~ 220 5 ~ 10 2.31 ~ 2.95
0.5 200 ~ 600 -0.1 ~ 0.75 105 ~ 185 5 ~ 10 0.48 ~ 0.56
 
 実験手順は以下の通りである． 
(1) ループ内の作動流体を所定の流量で循環させる．このとき，いずれのデータ
ロガーもサンプリング周波数を 1 Hz に設定してデータを計測しておく．  
(2) プレヒーター加熱量を上昇させ，加熱試験部の入口温度が目的のサブクール
温度になるよう調整する．  
(3) 加熱管試験部入口温度が目的のサブクール度となれば，加熱試験部に交流電
圧を印可し，ジュール熱による流体加熱を開始する．この時，加熱試験部で
の損失量を検定するため，印可電圧を質量流束条件に応じて 0.5 ～ 1.0 V 刻
みのステップで電圧を上昇させる．断熱材表面温度および観察部出温度が定
常となればデータを取得，その後，次の電圧ステップへ進む．これを，流体
が沸騰開始するまで繰り返す． 
(4) (3)で沸騰開始が確認された後，各データロガーのサンプリング周波数を，
前 3.3 項で述べた値に変更する．実験は，定常待ちの時間を考慮して，クオ
リティの高い条件，すなわち環状流から計測を開始する．高速度カメラのラ
イブ画像を確認しながら，所定の流動様式（高クオリティ条件）となるよう
印可電圧を調整する． 
(5) 断熱材表面温度と観察試験部出口温度が定常となっていることを確認した
後，すべてのデータロガー及び 2 台の高速度カメラにトリガ信号を入力し，
データ収集を行う． 
(6) データ収集開始から 60 秒経過後に，安全ブレーカーを手動で OFF とし，加
熱試験部での流体加熱を中止し，観察試験部に液相単相流が流れるまで待機
する．ここで得られる単相流での静電容量値は，Eq. 2-14 での Vmax として
使用する．観察試験部で液相単相流が流れたのを確認した約 5 秒後にデータ
ロガーによるデータサンプリングを停止し，安全ブレーカーを ON とし，加
熱試験部での流体加熱を開始する． 
(7) 加熱試験部の印可電圧をステップ状に落とし，次のクオリティ条件へと移行
し，操作(5)へと戻る． 
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 シリンジポンプを用いて計測する場合は，シリンジ内の作動流体がなくなり
次第，試験部加熱を停止し，3.2.1 項で述べたバルブ操作を行った後，ギアポン
プによりタンクからシリンジへと作動流体を供給した．シリンジへの液供給が
終了次第，バルブを元に戻して計測を再開した． 
 
3.5 実験結果と考察 
 流動様式は観察試験部での高速度カメラ撮影画像に基づき判定した．流動様
式は気泡流，スラグ流，チャーン流，セミアニュラー流，環状流の 4 つに大別
された．各流動様式の判定基準を以下に示す． 
 
(1) 気泡流：連続した液相中に気泡が分散して流れる流動とした． 
(2) スラグ流：流路断面を満たすよう大きな砲弾型の気相と小さな気泡を含んだ
液相が交互に流れる流動であり，気相スラグ先端の気液界面が安定して形成
されているのが確認される流動とした． 
(3) チャーン流：気相割合が増大すると気相スラグの体積が増大し，気相スラグ
間で合体が生じ，気液両相が混在した大きな乱れを伴う間欠的な流動が生じ
る．この時，重力の影響により流動方向とは逆向きに一時的に液が流れ，フ
ラッディングし，気相に巻き上げられることで大きな乱れが確認できる流動
とした．主に，液相容積流束が小さい条件で確認された． 
(4) セミアニュラー流：チャーン流と同様，気液両相が混在する大きな乱れを伴
う間欠的な流動であるが，チャーン流に対し，液相の逆流が確認されない流
動とした． 
(5) 環状流：液相が管壁面上に，気相が管中央部に完全に分離して流れる流動と
した．質量流束が大きい時には，液膜表面を大きな波を形成して移動する擾
乱波が確認された． 
 
 以下では，高速度カメラによる撮影画像および静電容量式ボイド率センサー
により計測されたボイド率時間変動を基に，気液二相流界面構造に及ぼす管内
径，すなわち表面張力の影響を評価する． 
 
3.5.1 流動様式遷移に及ぼす管内径の影響 
 観察画像より判定した流動様式を，横軸を気相容積流束 jG [m/s]，縦軸を液相
容積流束 jL [m/s]としたグラフに整理し，Mishima-Ishii の流動様式遷移境界モデ
ル[3-5]と比較する．ここで，気相および液相容積流束は下式で定義した． 
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ここで，G, Lはそれぞれ気相，液相の密度[kg/m3]であり，G は質量流束[kg/(m2s)]， 
x はクオリティ[-]である． 
 各管内径での流動様式判定結果を Fig. 3-6(a)~(d)に示す．なお，Mishima-Ishii
の流動様式遷移モデル[3-5]は，以下の Eq. 3-5 ~ Eq. 3-7 で表される． 
ここで，は管断面平均ボイド率[-]を，は表面張力[N/m]，g は重力加速度[m/s2]，
は気液間の密度差[kg/m3]，L は液相の動粘性係数[m2s]，jTは二相流全体の容
積流束[m/s]であり，jT = jG + jLで定義される．また，C0 はドリフトフラックスモ
デルにおける分布定数であり，ここでは，Ishii のスラグ流に対するドリフトフ
ラックスモデル[3-6]を適用している． 
 まず，流動観察画像から明らかに重力の影響が確認されたチャーン流につい
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て注目する．流動様式判定では，チャーン流は D = 4.0, 2.0 mm で確認されたが，
D = 1.1, 0.5 mm においては確認されなかった．また，jG - jL線図におけるチャー
ン流の存在範囲に注目すると，D = 4.0 mm では，Mishima-Ishii の流動様式遷移
境界よりも少し低い jG 域においてチャーン流が確認される．これは，本実験で
の観察試験部が加熱管直下部に設置されているため，D = 4.0 mm での流動観察
位置では流動が十分に発達していないためだと考えられる．一方，D = 2.0 mm
では，スラグ流－チャーン流の遷移境界はモデルと概ね一致するが，チャーン
流－環状流への遷移がモデルよりも少し大きな jG で遷移する傾向が確認された． 
 次に，スラグ流－環状流への遷移境界に注目する．いずれの管内径において
も，高 jL 条件におけるスラグ流－環状流の遷移境界付近でセミアニュラー流が
確認される．この流動をスラグ流と同様の間欠流として考えれば，高 jL 域では
Mishima-Ishii のモデルで環状流への遷移が予測できることが確認された．一方，
低 jL 条件では，管内径が小さくなるにつれ，環状流への遷移がモデルよりもよ
り高い jG領域で生じており，特に D = 0.5 mm では，環状流への遷移は jG = 0.6 m/s 
付近で生じている．これは，管内径が小さく，また，液相流速が小さいため，
表面張力の影響が顕在化することで液プラグが形成されやすくなり，環状流へ
の遷移が抑制されたためと考えらえる． 
 気泡流－スラグ流の遷移境界はいずれの管内径においてもモデルから大きく
外れているが，これは，いずれも低クオリティ条件であるため，管内流動が熱
力学的非平衡の状態にあり，Eq. 3-3 式により導出される熱平衡クオリティと新
のクオリティの差が大きいためと考えられる． 
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Fig. 3-6 Flow pattern maps with transition boundaries proposed by Mishima and Ishii 
[3-5] for each tube diameter. 
 
 次に，無次元数を軸とする流動様式線図を用いて比較を行う．縦軸を気相ウ
ェーバー数 WeG，横軸を液相ウェーバー数 WeLとしたグラフに対し流動様式を整
理し，Akbar ら[3-7]により提案された流動様式遷移境界と比較したグラフを Fig. 
3-7 に示す．気相および液相ウェーバー数の定義を Eq. 3-8 に，Akbar らの流動
様式遷移境界モデル[3-7]を Eq. 3-9 ~ 3-11 にそれぞれ示す． 
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 σ
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2
    σ
DjρWe GGG
2
  (3-8) 
   
 Surface tension dominated zone:  
 
315.011.0 LG WeWe   for 0.3LWe  
0.1GWe        for 0.3LWe  
(3-9) 
 Annular flow zone (inertia dominated zone 1)  
 
14.011 LG WeWe   
0.3LWe  
(3-10) 
 Dispersed flow zone (inertia dominated zone 2)  
 
0.3LWe  
0.1GWe  (3-11) 
   
 整理した結果より，Akbar らのモデル[3-7]において WeL < 3.0 で定義されている
慣性力支配領域と遷移領域の境界では，流動様式の遷移はいずれの管内径にお
いてもモデルと概ね一致することが確認されたが，その他の境界に関してはモ
デルと良好な一致は確認されなかった．これは，Akbar らのモデル[3-7]は，水力
等価直径が 1.0 mm 程度の水‐空気二成分二相流における実験結果を基に作成さ
れたものであり，本実験で使用した FC-72 のような表面張力や気液密度比が大
きく異なる一成分気液二相流とは重力の作用力に差があり，流動様相が異なっ
たと予想される．そのため，重力がほとんど影響しない慣性力支配となる遷移
境界のみがモデルと一致したものだと考えられる． 
 
  
69 
 
Fig. 3-7 Flow pattern maps with transition boundaries proposed by Akbar and 
Ghiaasiaan [3-7] for each tube diameter. 
 
3.5.2 平均ボイド率に及ぼす管内径の影響 
 気液二相流の断面平均ボイド率は，気液速度比で定義されるスリップ比とク
オリティにより決定される．すなわち，ボイド率を評価するためには，計測位
置でのクオリティが必要となる．通常，加熱部でのヒートバランスから求めた
熱力学的平衡クオリティが使用されるが，前項で述べた通り，低クオリティ域
においては流動挙動から判断して熱力学的クオリティより明らかに蒸気量が少
ない流動が確認された．これは，加熱部での熱流束が低く，沸騰気泡核が少な
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いため過熱液相が多く存在し，流動観察部においても熱平衡状態とはなってい
なかったためであると考えられる．そこで，本項では，熱力学的平衡が成立し
ていると考えられる高クオリティ域においてボイド率特性に及ぼす管内径，す
なわち表面張力の影響を評価する． 
 まず，高クオリティ域である環状流域におけるクオリティと平均ボイド率の
相関を，各管内径間で比較する．横軸をクオリティ x [-]，縦軸を平均ボイド率
[-]としたグラフを Fig. 3-8 に示す．ここで，図中の赤の破線は，スリップ比を
1 とした均質流モデルによるボイド率を，青の破線は Cioncolini ら[3-8]により提案
された過去の文献での実験結果を基に近似的に得られた環状流に対するボイド
率予測モデルであり，以下の Eq. 3-12, Eq. 3-13 に示すように気相及び液相密度
とクオリティの関数として与えられる． 
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n
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 実験結果を考察する．いずれの管内径においても，均質流モデルではボイド
率を過大評価しており，また，Cioncolini らのモデル[3-8]でも，D = 1.1 mm の高質
量流束条件を除けば，ボイド率を過大評価することが確認された． 
 D = 4.0, 2.0, 1.1 mm では，質量流束がおよそ G = 200 kg/(m2s) 以上では質量流
束の値に関係なく，各クオリティに対して同じようなボイド率となる傾向が確
認できるが，G = 200 kg/(m2s) 以下の条件では，同じクオリティに対し質量流束
の低下に伴いボイド率も低下する傾向が確認された．これは，環状流であって
も質量流量が低下すればスリップ比が大きくなることを示しており，慣性力に
対し重力が相対的に大きくなり，液相の上昇速度が低下することで液膜厚さが
増大し，気液間速度差が大きくなることを意味している．よって，クオリティ
－ボイド率の相関に質量流束による差が確認される流動範囲では，重力が支配
的な流動である領域といえる． 
 一方，D = 0.5 mm では，本実験範囲ではクオリティ－ボイド率の相関に質量
流量依存性は認められないことから，重力支配の流動ではないことが確認でき
る．また，D = 0.5 mm でのクオリティに対する平均ボイド率は，他の管内径と
比べて小さくなる傾向が確認された． 
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 次に，各質量流束に対して，計測した平均ボイド率と均質流モデルおよび
Cioncolini らのモデル[3-8]との差を，二乗平均平方根誤差 RMSE（The Root Mean 
Square Error）で評価する．RMSE の評価結果を Fig. 3-9(a)-(d)に示す．RMSE は
下式により定義した． 
   
  


N
i
ave ααN 1
2
model
1RMSE  (3-14) 
   
ここで，N は各質量流束における平均ボイド率のデータ数[-]，ave, modelはそれ
ぞれ平均ボイド率の計測値とモデルによる予測値を示している． 
 これより，D = 4.0, 2.0, 1.1 mm では G = 150~200 kg/(m2s)より小さい条件では均
質流モデル及び Cioncolini のモデル[3-8]ともに RMSE が大きくなる傾向が確認さ
れた．D = 4.0, 2.0, 1.1 mm の環状流における低質量流束の範囲では気液二相流動
が重力支配である領域が存在すると考えられる．一方，高質量流束の範囲では，
Cioncolini らのモデル[3-8]に注目すると，D = 4.0, 2.0, 1.1 mm では RMSE の値がほ
ぼ同じ値となっているが，D = 0.5 mm では RMSE の値が大きくなる傾向が確認
された．これより，高質量流束範囲において，D = 0.5 mm では気液二相流流動
は表面張力が支配的である流動，D = 1.1 mm 以上では慣性力が支配的である流
動となっていると考えられる． 
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Fig. 3-8 Comparison of measured void fractions and predicted results by the 
homogeneous model, and Cioncolini and Thome [3-8] model for annular flow. 
  
0 0.2 0.4 0.6 0.8 10.7
0.8
0.9
1
x [-]


Homogeous model ( Psat:150 kPa) Cioncolini's model (Psat:150 kPa)
G=30 kg/(m2s)　　  　 G=50 kg/(m2s)
(a) D= 4.0 mm
0 0.2 0.4 0.6 0.8 10.7
0.8
0.9
1
x [-]
 [
-]
G=100 kg/(m2s)　　　 G=150 kg/(m2s)　　　 G=200 kg/(m2s)
G=300 kg/(m2s)　　　 G=400 kg/(m2s)　　　 G=500 kg/(m2s)
G=600 kg/(m2s)
(b) D= 2.0 mm
0 0.2 0.4 0.6 0.8 10.7
0.8
0.9
1
x [-]


G=70 kg/(m2s)
(c) D= 1.1 mm
0 0.2 0.4 0.6 0.8 10.7
0.8
0.9
1
x [-]


(d) D= 0.5 mm
73 
 
Fig. 3-9 The root mean square error (RMSE) of the measured void fractions to the 
predicted results by the homogeneous model, and the Cioncolini and Thome [3-8] model. 
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3.5.3 ドリフトフラックスモデルによる平均ボイド率の整理 
 ここでは，断面平均ボイド率の構成式として広く使用されているドリフトフ
ラックスモデルに基づき，平均ボイド率を整理する．ここでは，チャーン流，
セミアニュラー流，環状流を対象とした． 
 ドリフトフラックスモデル[3-9]では，気相平均流速 uG [m/s]は全容積流束 jT 
[m/s]に対し下式で定義される． 
   
 GjTGG vjCα
ju  0  (3-15) 
   
ここで，C0 は分布定数[-]であり，管断面のボイド率分布，すなわち流動様式に
より変化する．vGj はドリフト速度[m/s]であり，全容積流束に対する気相の相対
速度として定義される．分布定数とドリフト速度は流動様式ごとにモデル化さ
れ，構成式が提案されている． 
 本研究では，通常口径管において広く使用されているモデルとの比較を行う
ことで管内径の影響を評価する．ここでは，Ishii[3-6]のチャーン流モデル，Zuber
ら[3-10]の環状流モデルを使用した．こられのモデルでは分布定数及びドリフト速
度は以下のように与えられる． 
   
 Ishii’s model for Churn flow [3-6]  
 
L
GC 
2.02.10      
25.0
22 

 
L
GL
Gj
g
v 
  (3-16) 
 Zuber’s model for annular flow [3-10]  
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 Eq. 3-16 及び Eq. 3-17 で示したモデルにより算出されたボイド率と，静電容
量式ボイド率センサーで計測したボイド率を比較し，Fig. 3-10 および Fig. 3-11
に示す．ここで，セミアニュラー流はチャーン流モデルと比較した． 
 図中の実線は Ishii[3-6]及び Zuber[3-10]のモデルを，破線はそれぞれの管内径にお
けるすべての実験結果に対し最小二乗近似で得られた結果を示しており，図中
直線の傾きは分布係数，切片はドリフト速度となる．計算で使用した物性値は，
それぞれの管内径での圧力の平均値に基づく値として算出した． 
 チャーン流およびセミアニュラー流では，D = 4.0 mm では，実験結果は Ishii
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のモデルによく一致しているが，D = 2.0, 1.1 mm では分布定数はモデルと一致す
るものの，ドリフト速度は実験結果では小さく，0 付近の値となった．この傾向
は，Mishima and Hibiki[3-11]による空気－水二相流実験の D = 4.0 mm 以下のスラ
グ流，気泡流おいても確認されている．これは，表面張力の影響が顕在化し，
気相の浮力による上昇速度が抑制されるためである．一方，さらに管内径が小
さい D = 0.5 mm では，分布定数はモデルとよく一致するが，ドリフト速度が大
きくなることが確認された． 
 環状流では，分布定数はいずれの管内径においても Zuber のモデルと概ね一致
することが確認された．一方，ドリフト速度に注目すると，D = 4.0 mm ではモ
デルと概ね一致したが，D = 2.0, 1.1, 0.5 mm では，モデルはドリフト速度を過大
評価する傾向が確認された．これは，管内径が小さくなるにつれ表面張力の影
響が大きくなるが，Zuber のモデル[3-10]ではドリフト速度に表面張力が考慮され
ていないためである．次に，実験により得られたドリフト速度に注目すると，D 
= 4.0, 2.0, 1.1 mm まではドリフト速度の値は変化していない（vGj = 0.28）が，D = 
0.5 mm においてドリフト速度の上昇（vGj = 1.01）が確認された．これは，管内
径が小さくなることで，表面張力の影響が顕在化したためであると考えられる． 
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Fig. 3-10 Average void fractions for churn (×) and semi-annular (○) flows arranged 
based on drift-flux model. Comparison with Ishii’s model [3-6] for churn flow. 
 
 
Fig. 3-11 Average void fractions for annular flow arranged based on drift-flux model. 
Comparison with Zuber’s model [3-10] for annular flow. 
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3.5.4 環状流に対するボイド率予測モデルの精度評価 
 3.5.2 項では環状流に対する Cioncolini らのボイド率予測モデル[3-8]を，3.5.3
項ではドリフトフラックスモデルによるボイド率の整理を行い，チャーン流及
びセミアニュラー流については Ishii のチャーン流モデル[3-6]，環状流では Zuber
らの環状流モデル[3-10]とそれぞれ比較，評価した． 
 細管内のボイド率計測では，特に環状流に対するボイド率の知見が少ないの
が現状である．ここでは，環状流のボイド率予測精度を評価する． 
 環状流条件でのボイド率の計測値に対する予測値を，それぞれの管内径での
結果について整理し，Fig. 3-12 に示す．ここで，青色のプロットは Cioncolini
らの環状流モデル[3-8]を，赤のプロットは Zuber の環状流ドリフトフラックスモ
デル[3-10]による計算結果を示しており，プロット記号は Fig. 3-8 と同じである． 
 Cioncolini らのモデル[3-8]では，高質量流束域であればいずれの管内径に対して
も±5 %程度でボイド率を予測可能であるが，低質量流束域ではボイド率を過大
評価する傾向にある．一方，Zuber のドリフトフラックスモデル[3-10]では，D = 4.0 
mm であれば±5 %の精度でボイド率が予測可能であるが，D = 2.0, 1.1, 0.5 mm
と小さくなれば，ボイド率が 0.9 以上では同モデルでよく予測できるが，ボイド
率 0.9 以下ではボイド率を過小評価する傾向が確認された． 
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Fig. 3-12 Compariosn of measured void fractions for annula flow with predicted results 
by Cioncolini and Thome mdel [3-8] and Zuber’s model based on drift-flux model [3-10]. 
(Plotted symbols are the same with those in Fig. 3-8) 
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3.5.5 環状流の気液界面構造に及ぼす管内径の影響 
 静電容量式ボイド率センサーにより計測されたボイド率時間変動を分析する
ことで，気液界面構造に及ぼす管内径の影響を評価する． 
 気液界面構造の比較は，それぞれ管内径に対して質量流束及びクオリティが
等しい実験条件を抽出し，評価する．G = 200, 400 kg/(m2s)での等クオリティ条
件におけるボイド率時間変動とその時の確立密度関数 PDF（Probability Density 
Function）をそれぞれの管内径で比較し，Fig. 3-13(a),(b)に示す．ここで，図中
の f は環状流の擾乱波通過頻度[Hz]であり，Hauku ら[3-12]の方法を参考にしてボ
イド率時間変動の波形から計測した．擾乱波通過頻度の計測方法を Fig. 3-14 に
示す．擾乱波通過時のボイド率は，平均ボイド率aveよりも低くなると仮定する．
擾乱波の通過数は，平均ボイド率よりも低い値のボイド率’の平均値’ave を閾
値とし，これより低い範囲に存在するボイド率波形のピーク数として計測した．
ave及び'aveの定義を下式に示す． 
   
  nave αnα 1 k
1
    (3-18) 
   
  avek
1
k'1' αααmα
m
ave    (3-19) 
   
 ボイド率時間変動を基とした PDF を比べると，G = 200, 400 kg/(m2s)ともに，
D = 4.0 mm から 1.1 mm と管内径が小さくなるにつれ，ボイド率分布には大きな
違いは確認されないが，擾乱波通頻度に注目すると，管内径が小さくなるにつ
れその通過頻度が増大していることがわかる．これは，管内径が小さくなるこ
とにより気相速度が増大し，気液界面に働くせん断力が大きくなり液膜表面が
乱れたためと考えられる．その結果，擾乱波による液輸送量が増大し，ドリフ
ト速度が低下したと考えらえる． 
 ところが，D = 0.5 mm となると，質量流束の高い G = 400 kg/(m2s)であっても，
擾乱波通過頻度が D = 1.1 mm よりも低下することが確認された．これは，D = 0.5 
mm では重力や慣性力に比べ表面張力の影響が大きくなり，気液界面のせん断力
による気液界面の乱れが抑制され，擾乱波の生成頻度が低下したものと考えら
える．また，表面張力の影響により環状流液膜が厚くなり，気液間の速度差が
大きくなることでドリフト速度が増大したと考えられる． 
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(a) G = 200 kg/(m2s), x=0.41~0.46. 
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(b) G = 400 kg/(m2s), x=0.23~0.28. 
Fig. 3-13 Comparison of liquid film structtures of annular flow among tube diameters.
 
 
Fig. 3-14 Example void fraction fluctuation of an annular flow measuerd by the 
capacitance sensor. 
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3.6 気液二相流に及ぼす力の支配領域の考察 
 前 3.5 項では，D = 4.0, 2.0, 1.1, 0.5 mm の細管内気液二相流の流動観察結果や
ボイド率計測結果についての評価，考察を行った．ここでは，前項で得られた
結果を整理し，気液二相流に及ぼす力の支配領域について考察する． 
 
3.6.1 慣性力及び表面張力支配領域の特定 
 まず，3.5.2 項より，平均ボイド率に及ぼす力の支配力の影響を考える．Fig. 
3-9(a)-(d) より，環状流において，D = 4.0, 2.0, 1.1 mm の G = 200 kg/(m2s)以下の
低質量域では，高質量流束域に比べて RMSE が上昇していることから重力の影
響を受ける，すなわち重力支配であることが考えられる．これは，低質量流束
範囲を除けば，流動は慣性力もしくは表面張力支配領域であると言える．以上
を踏まえ，流動が表面張力もしくは慣性力支配であると考えられる領域を，力
の支配領域線図上にプロットしたものを Fig. 3-15 に示す． 
 
Fig. 3-15 The region of inertia or surface tension dominant. 
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ここで，Bond 数，Weber 数，Froude 数はそれぞれ Eq. 1-1~1-3 で定義したもの
であり，図中の実線は，それぞれの管内径において計測された全データの範囲
を示しており，図中のプロットは，Fig. 3-9(a)-(d)より推測される，慣性力もし
くは表面張力支配であると考えられる条件を示している．ここで，図中の記号
は Fig. 3-8 で使用されているものと同じである．また，図中の破線は，D = 0.5 mm
を除くそれぞれの管内径に対し，力の支配力が遷移する境界を Froude 数で表し
たものである． 
 管内径が小さくなるにつれ，気液二相流動が慣性力もしくは表面張力支配と
なる境界を示す Fr*が大きくなっている．これは，管内径が小さくなることで
徐々に表面張力の影響が顕在化していくためであると考えられる． 
 
3.6.2 表面張力支配領域の特定 
 次に，重力－表面張力の遷移境界について，3.5.3 項でまとめたドリフト速度
に注目して考察する．本研究では，ドリフトフラックスモデルの構成式として，
環状流では原子力発電の配管を対象とした，比較的大きな径の管，すなわち重
力が支配的となる条件で構成された Zuber のモデル[3-10]を用いている．実験結果
では，D = 4.0 mm（Bo = 30.5）ではドリフト速度はモデルと概ねよく一致して
いることから，重力支配での流動であると考えらえる．一方，D = 2.0, 1.1, 0.5 mm
（Bo = 8.50, 2.31, 0.48）の実験結果では，ドリフト速度は Zuber のモデル[3-10]で
は課題評価，すなわち通常口径管に対してドリフト速度が小さくなる傾向が確
認された．ドリフト速度は全容積流束に対する気相速度の相対速度であり，ド
リフト速度の低下は気相速度の低下を意味する．以上より，この実験範囲では，
表面張力支配の流動であることが考えられる． 
 また，3.5.5 項の気液界面構造に及ぼす管内径の影響より，表面張力が支配的
となる流動範囲を考える．静電容量式ボイド率センサーで計測されたボイド率
時間変動より導出された環状流の擾乱波移動頻度は，D = 0.5 mm の条件では，G 
= 400 kg/(m2s)といった高質量流束範囲においても，他の管内径に対して擾乱波
通過頻度が低下することが確認された．これは，表面張力により気液界面のせ
ん断力による気液界面の乱れが抑制されたと考えられ，気液界面構造に明らか
に表面張力の影響が顕れている．これより，D = 0.5 mm では表面張力が支配的
な流動であると考えられる． 
 
3.6.3 力の支配領域の遷移境界 
 3.6.1 項および 3.6.2 項の考察内容をまとめる．まず，重力－表面張力支配に
ついては，重力支配となる領域は D = 4.0 mm 以上，すなわち Bo = 30.0 以上であ
り，表面張力支配となる領域は D = 0.5 mm 以下，すなわち Bo = 0.50 以下の領域
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である．また，Bond 数が 0.50 < Bo < 30.0 となる領域は，重力もしくは表面張力
が支配的となる領域の遷移境界となる． 
 一方，重力－慣性力支配領域については，Bo = 30.0 以上の条件では，それら
の力の遷移境界は Fr *= 1.4~2.8 であることが確認された．これらの領域を力の
支配領域線図にまとめたものを Fig. 3-16 に示す． 
 
Fig. 3-16 Dominant force regime map for FC-72. 
 
 本実験では，Bo = 30 以下となる条件において慣性力－表面張力支配の領域を
無次元数であるFroude数もしくはWeber数により定義することができなかった．
本領域を解明するためには，さらに Bond 数を低下させる，すなわち管内径をさ
らに小さくして実験を実施する，もしくは微小重力環境といった重力加速度が
小さい条件で実験を行う必要があるといえる．  
85 
 
3.7 まとめ  
 本章では，Perfluorohexane を主成分とする FC-72 を作動流体とした，管内径
4.0, 2.0, 1.1, 0.5 mm の 4 種の鉛直細管を対象とした一成分気液二相流実験を行い，
第 2 章で製作した静電容量式センサーにより管断面平均ボイド率を計測し，高
速度カメラによる流動挙動観察結果とともに気液二相流動特性に及ぼす管内径
の影響を評価した．得られた知見を以下に示す． 
 
(A) 流動観察画像 
 流動観察画像により判定された流動様式を，管内径ごとに 2 種類の流動様式
線図を用いて整理し，流動様式遷移境界に管内径が及ぼす影響を評価すること
で以下の知見を得た． 
(1) 液相の一時的な逆流が観察され，目視でもはっきりと重力の影響を受けてい
ると判断されるチャーン流は，管内径 2.0 mm 以上で観察された． 
(2) 気相及び液相容積流束に対する流動様式線図を Mishima-Isnii による流動様
式遷移境界[3-5]と比較した結果，管内径 4.0 mm ではチャーン流－環状流およ
びスラグ流－環状流への遷移境界が概ね一致することを確認した．また，ス
ラグ流－環状流の遷移境界は，高液相容積流束域において管内径に関わらず
よく一致すること，低液容積流束域では管内径の縮小によりモデルよりも高
い気相容積流束域において遷移が生じることを確認した． 
(3) 気相および液相のWeber数に対する流動様線図をAkbarらの流動様式遷移モ
デル[3-7]と比較した結果，このモデルにおける慣性力支配とされる領域と遷
移領域との境界は，管内径に関わらず実験結果とおおむね一致した．しかし，
その他の遷移境界では一致は見られなかった． 
 
(B) 平均ボイド率 
 静電容量式ボイド率センサーにより計測された平均ボイド率を従来のボイド
率予測モデルと比較し，以下の知見を得た． 
(4) 環状流における平均ボイド率を，均質流モデルおよび Cioncolini らの環状流
に対するモデル[3-8]と比較し，均質流モデルでは平均ボイド率を過大評価す
ること，Cioncolini らのモデルでは，管内径 1.1 mm の高質量流束条件を除け
ば，ボイド率を過大評価することが確認された． 
(5) 質量流束が高い条件においては，クオリティ－ボイド率の相関に大きな差は
確認されなかったが，管内径 4.0. 2.0 ,1.1 mm での低質量流束条件では，質量
流束の低下に伴うスリップ比の増大傾向が確認された．また，管内径 0.5 mm
での平均ボイド率は，他の管内径に比べて小さくなることが確認された． 
(6) ドリフトフラックスモデルに基づき平均ボイド率を整理した．チャーン流お
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よびセミアニュラー流の条件では Ishii のチャーン流モデル[3-6]と，環状流で
は Zuber らの環状流モデル[3-10]と比較した．チャーン流，セミアニュラー流，
環状流ともに分布定数は計算結果とよく一致するが，ドリフト速度は管内径
4.0 mm ではモデルとよく一致するものの，その他の管内径において計算結
果はドリフト速度を過大評価することが確認された．さらに，管内径 1.1 mm
までは管内径が小さくなるにつれドリフト速度が低下するが，管内径 0.5 
mm では増大することが確認された． 
(7) 環状流の条件について予測モデルによる計算結果と詳細に比較したところ， 
Cioncolini らのモデル[3-8]では低質量流束域でボイド率を過大評価する傾向
が確認された．一方，Zuber らの環状流モデル[3-10]では，管内径 4.0 mm では
±5 %の精度でボイド率を予測可能であるが，管内径が小さくなれば，低ボイ
ド率域においてボイド率を過小評価する傾向が確認された． 
 
(C) 環状流液膜構造 
 環状流条件におけるボイド率の時間変動より，気液界面構造を評価した． 
 (8) Hazuku らの方法[3-12]に基づき擾乱波通過頻度を計測し，管内径が 4.0~1.1 mm
では管内径が小さくなるにつれ擾乱波通過頻度が増大するが，管内径 0.5 
mm では表面張力の影響が大きくなることで，擾乱波の生成が抑えられるこ
とが確認された． 
 
(d) 気液二相流に及ぼす力の支配領域の特定 
 上記(B), (C)の評価，考察より，気液二相流に及ぼす力の支配領域遷移境界を
無次元数により整理した． 
(9) 重力－表面張力支配領域を Bond 数により定義し，Bo > 30.0 で重力支配領域，
Bo < 0.50 で表面張力支配領域であり，0.5 < Bo < 30.0 が重力－表面張力支配
の遷移境界であると定めた． 
(10) Bo > 30.0 において，重力－慣性力支配領域を Froude 数により定義し，その
遷移境界が 1.4 < Fr* < 2.8 であると定めた． 
(11) Bo < 30.0 以下の表面張力－慣性力の遷移境界を無次元数により定義するた
めには，微小重力環境での実験が有効であることが分かった． 
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第 4 章 国際宇宙ステーションでの沸騰・気液二相流実験の概要 
 
 第 3 章では，数種類の管内径に対する細管内垂直上昇二相流に対し気液界面
構造の観察およびボイド率計測を行い．気液二相流の熱流動特性に及ぼす表面
張力の影響を評価するとともに，力の支配領域を Bond 数および Froude 数に基
づき評価した．その結果，重力－表面張力遷移境界が 0.5 < Bo < 30 で，重力－
慣性力支配の遷移境界が 1.4 < Fr* < 2.8 であることを確認した．一方で，表面張
力－慣性力の遷移境界に関しては，Froude 数もしくは Weber 数により評価する
ことになるが，第 3 章での最小径 0.5 mm では流量が微小となり，計測精度の問
題から遷移境界を明確に得ることができなかった．この遷移境界を解明するた
めには別の手法による Bond 数の操作が必要になる． 
 Bond 数を操作する他の手法として，重力加速度を変化させる方法がある．詳
細は第 1 章で述べたが，Bond 数の定義（Eq. 1-1）より低 Bond 数を実現するた
めには重力加速度を小さくする，すなわち微小重力環境下での気液二相流計測
が有効である． 
 従来，微小重力場における気液二相流計測は様々な研究者により実施されて
きたが，いずれも落下塔や航空機の放物線飛行を利用した，長時間の安定した
微小重力環境とは言えない条件で計測されており，特に強制流動沸騰式の冷却
システムを設計する上で重要となる熱伝達特性に関しては未だに統一された知
見は得られていない． 
 そこで，現在，微小重力環境下における気液二相流の熱流動特性の統一的な
知見を得ることを目的とした，国際宇宙ステーション ISS の実験モジュール「き
ぼう」における沸騰・気液二相流実験（TPF 実験）が大田ら[4-1]により計画され
ており，2016 年度の実験実施に向け計画が進行している．著者の所属する研究
グループは，この TPF 実験に参加することで安定した微小重力環境下での気液
二相流の気液界面構造を計測し，気液二相流に及ぼす重力の影響及び慣性力が
支配的となる条件の解明を目指している． 
 本章では，宇宙開発における TPF 実験の位置づけを述べるとともに，その実
験計画の概要および実験装置を構成する各試験部の詳細についてまとめる． 
 
4.1 TPF 実験の実施背景とその実験目的 
 近年における宇宙開発の発展は目覚ましく，例えば近年，我が国では 2010 年
6 月に小惑星無人探査機「はやぶさ」が小惑星「ITOKAWA」の表面物質を採取
し，そのサンプルを持ち帰ることに成功，世界中から多くの注目を浴びた．現
在は，「はやぶさ」に続く新たな小惑星探査計画として小惑星「Ryugu」を目指
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す「はやぶさ 2」計画が，さらには水星探査を目的とした「BepiColombo」計画
が，いずれも宇宙航空研究開発機構 JAXA（Japan Aerospace eXploration Agency）
により打ち立てられ，研究開発が進められている．一方，海外では，米国にお
いてアメリカ航空宇宙局 NASA（National Aeronautics and Space Administration）
が 2011 年に火星探査機「Curiosity」を打ち上げ，2012 年 8 月に火星に到着，火
星探査を開始している．米国以外でも例えば中国が独自の宇宙ステーション「天
宮」を建設中であり，インドは無人火星探査機「マンガルヤーン」を 2014 年 9
月にアジアの国としては初となる火星周回軌道投入に成功している．このよう
に，世界各国が宇宙開発に注力しており，今後もますます宇宙開発が加速する
と期待されている． 
 国際的な取り組みとしては，日本，米国，欧州，ロシア，カナダの協力によ
る国際宇宙ステーション ISS が 1998 年より建設され，2000 年 11 月より各国の
宇宙飛行士が滞在しその運用が開始されている．我が国では実験モジュール「き
ぼう」を ISS に建設し，2008 年より科学分野に留まらず，人文および社会学，
芸術学といった様々な分野の多様な実験が実施されている．ISS の建設が開始さ
れた当初は，ISS への人員の輸送と帰還および物資補給と回収においてスペース
シャトルの果たす役割が大きかったが，2011 年 7 月に打ち上げられた「アトラ
ンティス」を最後にスペースシャトルの運営計画が終了された．現在では，物
資補給については日本の「HTV（H-II Transfer Vehicle ，愛称「こうのとり」）」，
ロシアの「プログレス」，欧州宇宙機関の「ATV（Automated Transfer Vehicle）」
で，人員輸送と帰還はロシアの「ソユーズ」により行われ，その後 ISS からの
物資回収が可能な輸送機が米国のスペース X 社によって開発され（名称
「Dragon」），2012 年から運用が開始されている．現在，ISS は 2024 年までの運
用が計画されており，ISS の運用が終了した後の取組として国際宇宙探査が計画
されており，有人飛行による太陽系の他の惑星探査を目標としている．今後，
公的機関のみならず，民間企業もますます宇宙開発に参入すると予想される． 
 こうした宇宙開発は，科学技術の進展のみならず，産業・医療など幅広い分
野の躍進に大きな役割を果たすものであり，今後は実験設備を含む宇宙構造物
への機能要求を満たすためには宇宙構造物の大型化が進むのは必然である．宇
宙構造物の大型化に伴い使用エネルギーの増大，すなわち構造物内の温度上昇
が考えられ，これに対応するためには冷却システムの高性能化，大容量化が必
須となる．また，宇宙構造物に搭載される電子，電力機器や各種計測装置にお
いても，地上と同様の高性能機器が使用される場合には発熱密度の増大は避け
られず，高熱流束での除熱が必須となる． 
 従来の人工衛星など宇宙構造物の熱制御では，排熱量に対する構造物表面積
の割合が大きいことから，太陽からの受熱，構造物内部での発熱の和に対して
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宇宙空間への放射による放熱を調節し熱バランスをとることで温度管理がなさ
れてきた．発熱量の小さい数 kW 程度までの人工衛星では機体表面からの放熱
を操作することで適正な温度範囲での保持が可能であるが，発熱量の増大に伴
い，発熱部から放熱部への熱輸送量を増大させるデバイスが必要とされ，構造
物の熱伝導による熱拡散よりも熱輸送量を大きくでき，重量の軽減も可能なヒ
ートパイプラジエータが採用されてきた．このデバイスでは放熱部で凝縮した
液冷媒が発熱体冷却部まで毛細管力で還流されるが，液冷媒の輸送量，輸送距
離には限界があるため，対応できる構造物の大きさ，排熱量に限界が生じる．
放熱量がさらに大きいスペースシャトルや ISS など放熱量がさらに大きい宇宙
構造物では，液冷媒をメカニカルポンプで強制循環させる単相流体ループの排
熱システム（単相流体ループ式あるいは顕熱利用方式）が採用されている．熱
輸送媒体として，アポロではグリコール，スカイラブではクーラノール 15（排
熱量 500 W），スペースラブではフレオン（排熱量 3 ~ 4 kW），スペースシャトル
では R-21（排熱量 18.2 ~ 31 kW）が，ISS ではアンモニアなどが用いられてきた．
また，大型の通信衛星での発電能力は 10 kW 程度であるのに対し，ISS では 84 ~ 
120 kW 程度である．このような消費電力（排熱要求）の増大に加えて，宇宙機
や宇宙構造物の大型化・多目的化による熱輸送距離の長大化が問題となってい
る．単相流体ループの適用を想定すると熱輸送距離を長大させるためには，冷
媒を循環させるポンプ動力の増大，冷媒循環量の増大が必要であり，熱制御シ
ステム全体の消費電力と重量の増大につながる．そのため，さらに大きい構造
物を実現するには，熱輸送量を大きく，かつシステムの軽量化が可能なこれま
でにない新しい方式の排熱システムが要求される． 
 これらの要求に対応するため，現在，冷媒の潜熱を利用した排熱システムが
提案されている．これは，液冷媒をメカニカルポンプで駆動し，受熱部で沸騰
冷却，放熱部で凝縮させる熱輸送ループであり，強制流動沸騰式の冷却システ
ムの一種であり，二相流体ループ式熱輸送システムと呼ばれる． 
 二相流体ループ式熱輸送システムの概略を Fig. 4-1 に示す．アキュムレータ，
ポンプ，コールドプレート，ラジエータで構成された閉ループであり，作動流
体（冷媒）は液単相状態でポンプ駆動によりコールドプレートへと送られ，電
子機器を冷却する．冷媒は電子機器から受熱することで沸騰し，気液二相流と
なり熱輸送が行われる．気液二相流となった作動流体はラジエータへと輸送さ
れ，ヒートパイプなどを介して放射パネルから機外へ放熱することで凝縮し，
再び液単相となりループ内を循環する．二相流体ループの熱輸送では蒸発潜熱
が支配的であり，単相流体ループよりもコールドプレートの小型化，冷媒単位
質量流量あたりの熱輸送量増大による循環量の低減，すなわちポンプ動力の低
減が可能である．また，同じポンプ動力であれば，循環量の低減によって配管
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サイズを縮小することが可能である．さらに，コールドプレートから凝縮器ま
での熱輸送過程が気液二相流となるため液体積は減少し，システムの保有液量
を低減できる．これらは，システム全体の軽量化につながるものであり，宇宙
構造物への利用では打ち上げのコスト低減といった大きなメリットとなる．さ
らに，コールドプレートでの作動流体温度が飽和温度である，すなわち圧力依
存であることから，系の圧力制御で蒸発温度，つまり除熱温度を操作可能であ
り，負荷変動への追従性においても利点を持つ．具体的には，ループからアキ
ュムレータに液を入力すれば，ループ内圧力を低下でき，アキュムレータから
ループに液を戻せば圧力を高めることができる．アキュムレータの形式は機械
式と熱式に分類される．最も簡単な構造の機械式アキュムレータとして，内部
に金属ベローズを有し，その伸縮で容量調節を可能とする形式がある．この機
器では，ベローズの背圧をその雰囲気圧力に開放していれば，熱負荷によらず
ループ圧力が雰囲気圧力近くで受動的に保持される．圧力を能動的に操作した
い場合は，背圧を調節すればよい． 
 
Fig. 4-1 Schematic diagram of two-phase flow loop system. 
 
 
 一方，二相流体ループでは，コールドプレートで伝熱面が乾くドライアウト，
膜沸騰へ遷移する DNB（Departure from Nucleate Boiling）が除熱限界を与える．
そのため，限界熱流束状態を回避するためには，作動条件の設定やその回避方
法の考案が安全作動上の最重要課題となる．さらに排熱システム全体を考えた
場合，コールドプレートでの排熱のみならず，コールドプレートからラジエー
タへの熱輸送，凝縮，気液分離などの各過程において冷媒流動が気液二相流と
なることから，システム設計で不可欠となる熱伝達特性，圧力損失特性を明ら
かにする必要がある．このような気液二相流の熱流動現象は，流動場での気液
93 
 
界面構造に強く依存するが，微小重力下での気液界面構造は重力の消失により
地上場と異なるため，微小重力場での実験に基づく熱流動特性に関する知見が
システム設計に不可欠である． 
 これらの背景のもと，微小重力環境における気液二相流の熱流動特性に関す
る研究は，従来から様々な研究者によって実施されてきた（1.3.1 項参照）．し
かし，いずれの実験も落下塔施設や航空機の放物線飛行により得られる短時間
の微小重力環境で実施されており，得られる微小重力加速度の安定性や継続時
間が問題となり，統一的な知見が得られていないのが現状である．そのため，
これらの知見を得るため，長時間の安定した微小重力環境下での沸騰・気液二
相流実験が望まれている． 
 これらの要求を受け，大田ら[4-1]の提案により，JAXA 主導の下，ISS 内の実験
モジュール（JEM : Japanese Experimental Module）「きぼう」での TPF 実験
（Two-Phase Flow experiment）が計画され，2016 年度の実験装置打ち上げ及び実
験実施に向け準備されている． 
 TPF 実験では，「微小重力場における沸騰・気液二相流の熱流動特性に関する
データベースの構築」を科学目標としており，ISS 内の微小重力環境を利用して，
気液二相流の熱伝達特性や圧力損失特性，気液界面構造などの計測が実施され
る．また，微小重力環境で得られたデータと比較するため，ISS 内に持ち込まれ
る実験装置と同等の試験部で構成された地上モデルが製作され，気液二相流の
熱伝達特性に及ぼす重力の影響の解明を目指している． 
 著者の所属する研究グループはこの TPF 実験に参加し，特に加熱管下流部に
設置された流動観察部における気液二相流計測を行うことで，気液二相流の熱
流動特性に及ぼす重力の影響の解明，および表面張力－慣性力支配領域の解明
を目指す． 
 
4.2 システム構成の決定 
 TPF 実験を実施し，その科学目標を達成するためには，ISS 内環境という制約
条件の中で，科学目標を達成するための要求仕様を満たす実験装置を設計する
必要がある． 
 TPF 実験装置の概観を Fig. 4-2 に，実験ループの概略を Fig. 4-3 に示す．実験
装置は JEM 内に設置された多目的ラック MSPR（Multi-purpose Small Payload 
Rack）に収納する必要があり，その収納スペースは，H : 600 mm×W : 900 mm
×D : 660 mm である．この中に，実験ループに加えて冷却用コールドプレート，
電源機器，計測機器，撮影機器を全て収納する必要がある．ISS 実験装置を構築
する上での制約条件は以下のようにまとめられる． 
A．実験装置サイズの制約 
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 実験装置を前述の実験ラック内に収める必要があり，試験部の長さ，加熱管
形状，そして流動観察のための光学系の配置に制限がかかる．そのため，試験
部管内径を小さくすることが望ましいが，小さすぎると液相表面張力の影響が
大きくなり，重力の影響が評価可能な流動条件が狭まる． 
B．使用電力の制約 
 実験で使用可能な電力量にも制限がある．作動流体の加熱はヒータで行うが，
流体加熱に使用できる加熱電力は最大 280 W である．広い乾き度範囲でデータ
を取得し，バーンアウト条件まで実施可能とするためには，循環流量および蒸
発潜熱を考慮して流体種類を決定する必要がある． 
C．冷却熱源の制約 
 作動流体の冷却は ISS 内を循環する冷却水で行う．この温度は，約 20 ~ 25 °C
であり，二相流実験での飽和温度をそれ以上にする必要がある．フロン系冷媒
などの低沸点冷媒を選定すれば内部圧力が高くなるため，事故時のリスクが高
くなる．また，気液二相流実験は大気圧で運用することが望ましく，沸点が室
温以上の作動流体が要求される． 
 上記で示した加熱量の上限や冷却熱源の制約から，本プロジェクトでは蒸発
潜熱が小さく，かつ沸点が室温に近い Perfluorohexane（C6F14）が作動流体とし
て選定された．Perfluorohexane は，航空機の放物線飛行や落下塔を利用した地上
での微小重力実験で国際的に広く利用されている FC-72 の主成分であり，過去
の実験結果との比較も容易に可能である．Perfluorohexane の代表的な物性値は第
1 章で示した Table 1-1 と同等である．沸点は 56.8 °C であり ISS の環境温度（21 
~ 25 °C）よりも少し高く，蒸発潜熱は水の約 4.2 %と非常に小さい．沸点での表
面張力は 8.44 mN/m であり，水の約 1/7 倍である．試験部の管内径 D [mm]は原
田ら[4-2]により検討され，重力－表面張力支配領域の遷移境界を Bo = 1.0，重力
－慣性力支配領域の遷移境界を Fr* = 1.0 と仮定し，作動流体の物性値および ISS
での使用可能電力を考慮した乾き度範囲において，通常重力場においても流動
が表面張力支配とならない D = 4.0 mm（Bo = 30.0）が選定された．D = 4.0 mm
（Bo = 30）では，通常重力環境下での垂直上昇気液二相流において表面張力の
影響が顕れないことは，第 3 章で確認されている． 
 メインループは，作動流体を循環させるギアポンプ，流量計，試験部入口条
件を設定する予熱器，流体加熱を行う加熱試験部，断熱二相流を撮影する観察
部，冷却水との熱交換で作動流体を凝縮させる凝縮器，ループ内の圧力を制御
するアキュムレータで構成される．ポンプ，流量計は広範囲な実験条件に対応
するため，また，故障に対する冗長性を確保するため高流量，低流量の 2 種類
の機種が並列で接続されている．低流量の場合，ポンプヘッドが小さく，二相
流の圧力損失の変化に対して流量が容易に変化するため，低流量における流量
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変化は加熱状態における乾き度の急変化につながり，それが圧力損失の増大，
流量の減少につながり沸騰危機に至る恐れがある．そこで，液相部の圧力損失
を増大させ，ポンプヘッドを大きくするとともに，二相流部の圧力損失の割合
を相対的に小さくするためのオリフィスを，低流量用流量計の下流に設置した．
予熱器は銅管にシースヒータを巻きつけた構造とし，試験部入口サブクール度
もしくは乾き度の調整を目的とする．予熱器出口がサブクール液である場合，
出口での熱平衡が期待きでない．そこで，予熱器出口下流での液相混合平均温
度を正確に計測するため，混合器が設置された．加熱試験部はガラス製透明伝
熱管と銅製金属伝熱管の 2 種類が用意されている．透明伝熱管の詳細図を Fig. 
4-4 に，金属伝熱管の詳細図を Fig. 4-5 に示す．透明伝熱管は，耐熱温度の高い
パイレックスガラス管内面に金薄膜をコーティングしたものであり，金薄膜を
通して内部流動を観察することができ，また，金薄膜に直接通電することで流
体を加熱すること可能である．また，金薄膜を測温抵抗体として壁面平均温度
が計測される．透明伝熱管は，金薄膜の長さが 50 mm である第 1, 2 セグメント
と，金薄膜の長さが 7 mm の第 3 セグメントの 3 つのセグメントで構成され，こ
れらを直列に接続することで流動方向の平均熱伝達を評価する．なお，各セグ
メントでの流動挙動は CCD カメラで側方から撮影される．一方，金属伝熱管は
銅管の外面にスパイラル状に加工された溝にシースヒータを埋め込み，伝熱セ
メントで固めた構造である．壁面には約 33 mm 間隔で 10 点，先端が壁面近くに
なるように細孔が加工され，シース熱電対を挿入して壁温が計測される．金属
伝熱管では内部流動は観察できないが，局所熱伝達率の計測や高熱流束条件下
でのバーンアウト実験が実施可能である．透明伝熱管では，バーンアウトによ
って金薄膜温度が急上昇し，剥離や破断などによって破損する恐れがあるため，
指定された実験期間の最後に行われる予定である．ISS 実験では，使用する伝熱
管は ISS 内のクルーによるバルブ操作により選択される．いずれの加熱試験部
も直管であり，その直下流に一成分二相流の流動挙動を詳細に観察するための
観察部が設置されており，高速度カメラによる流動観察が行われる．微小重力
環境では浮力が消失するため気液間の速度差が小さくなり，管断面に対して横
方向の気泡の移動は小さく，気泡合体も少なくなると考えられるので，気液界
面の観察では 3 次元構造の把握が強く求められる．すなわち，二方向からの流
動観察が必須となる．しかし，ISS 実験では実験スペースの制約から，異なる方
向から流動を撮影するための複数台のカメラを設置することは困難である．そ
こで，賞雅らの方法[4-3], [4-4]にならい，4 枚の反射鏡を設置することで 1 台の高速
度カメラで 2 方向からの撮影を実現した．流動観察部の詳細を Fig. 4-6 に，撮像
系の配置を Fig. 4-7 に示す．観察部を構成する流路として，管外壁での屈折の影
響を抑えるため正方形断面の角柱に円形流路を加工する形状とし，□12 mm の
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ポリカーボネート樹脂製角柱の中央に直径 4.0 mm の通路を切削し，壁面が透明
になるよう研磨した．反射鏡は，衝撃による破損・飛散を防ぐため，アルミニ
ウムに金メッキを蒸着した金属ミラーを使用した．光源はバックライトとし，2
枚の LED 照明を観察方向に対して背面に設置した．凝縮器は，冷却水が供給さ
れるステンレス製コールドプレート上に銅製伝熱管を設置した構造である．コ
ールドプレートと伝熱管の間の熱抵抗を抑えるため，銅製伝熱管の外形は角柱
とした．なお，凝縮器の流路は内径 6.0 mm の円形流路とした．切削加工した伝
熱管を複数本設置することで，作動流体が確実にサブクール液になるまで冷却
され，サブクール液はポンプ入口に戻り閉ループが構成される． 
 地上から ISS への実験装置の輸送時には試験ループは液で満たされており，
沸騰実験では相変化によって冷媒体積が膨張する．膨張した体積を吸収し，圧
力を一定に保つためアキュムレータがポンプ上流の枝管部に設置されている．
実験装置輸送時には，背圧を加圧することによってベローズは畳んだ状態にさ
れ，ISS 実験モジュールに搭載後，背圧を解放して ISS 機内圧力近傍で運用され
る．実験要求に応じた作動流体を循環させるために重要な構成要素としてポン
プ，流量計，およびオリフィスが挙げられる．これらの性能はこれまでに金井[4-5]
により評価され，その信頼性が確認された．また，金属・透明伝熱管について
は，馬場ら[4-6]により航空機の放物線飛行を利用した微小重力環境での予備実験
が実施され，TPF 実験で予定されている実験条件範囲での性能要求が満たされ
ていることが確認された． 
 現在計画されている TPF 実験での実験条件をまとめて Table. 4-1 に示す．TPF
実験では，金属伝熱管および透明伝熱管での核沸騰域，二相強制対流蒸発域に
おける熱伝達計測と限界熱流束計測の 2 項目の実験が計画されている．加熱方
法としては，熱流束をステップ状に変化させる方法と，目標の値まで時間をか
けて徐々に上昇させていく傾斜加熱の 2 通りの方法が検討されている．クルー
による操作は基本的にはポンプおよび流量計の選定，金属伝熱管／透明伝熱管
の加熱試験部の選定のためのバルブ切り替えのみであり，循環流量を制御する
ポンプ回転数や予熱器，伝熱管試験部での印可電力等はすべて地上から制御さ
れる．実験装置制御信号の送信および計測信号の記録は実験装置内に組み込ま
れたリアルタイムコントローラー（National Instruments 製：NI cRIO-9025）によ
り行われ，ソフトウェア（National Instruments 製：LabVIEW）により PC（Personal 
Computer）で制御される． 
 TPF 実験は約 3 ヶ月かけてその目的を達するべく沸騰・気液二相流実験が実
施される．実験装置は閉ループであるため，一度充填された作動流体を繰り返
し循環することになるが，実験中は絶えず作動流体は予熱器もしくは伝熱試験
部で加熱されることになるため，長時間の加熱により作動流体の化学組成が変
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化する恐れがある．作動流体の科学組成が変化すれば，実験開始直後と実験終
了直前とでの物性値が変化することになり，詳細なデータ解析に影響を及ぼす．
そこで，澤田ら[4-7]は，TPF 実験の閉ループとほぼ同じ実験ループ（安全評価ル
ープ）を作成し，約 10 ヶ月間の連続加熱運転を行い，定期的にガスクロマトグ
ラフィー検査を実施することで Perfluorohexane の化学組成に変化がないことを
事前に確認した． 
 
Table 4-1 Experimental conditions for TPF experiment. 
 Copper heating tube Transparent glass heating tube
Mass flux : G 30 ~ 300 kg/(m2s) 30 ~ 300 kg/(m2s) 
 Sub-cool temperature : Tsub 0 ~ 30 K 0 ~ 30 K 
Inlet quality : x 0 ~ 1.0 0 ~ 1.0 
Heat flux : q 0 ~ 60 kW/m2 0 ~ 573 kW/m2 
 
 
Fig. 4-2 Outline view of experimental apparatus designed for TPF experiment in JEM, 
KIBO [4-1]. 
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Fig. 4-3 Schematic diagram of two-phase flow loop for TPF experiment [4-1]. 
 
 
Fig. 4-4 Schematic of transparent glass heating tube (segment 1 and 2) [4-1]. 
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Enlarged cross-section at wall temperature measure point. 
Fig. 4-5 Schenatic of copper heating tube [4-1]. 
 
Fig. 4-6 Schenatic of flow observation section [4-1]. 
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Fig. 4-7 Optical equipment arrangement in flow observation section [4-1]. 
 
4.3 TPF 実験での計測項目[4-1] 
 TPF 実験では，① 沸騰熱伝達のメカニズム，② 流動現象を支配する力の支
配力の特定，③ 気液二相流動挙動，の 3 つの項目の解明を目的とし，ISS を利
用した，安定した微小重力環境場において沸騰・気液二相流の熱流動特性に関
する様々なデータを取得する． 
 TPF 実験の各試験部での主な計測項目をまとめて Table 4-2 に示す[4-7]．加熱試
験部では，金属伝熱管および透明伝熱管ともに沸騰熱伝達率を計測するが，金
属伝熱管では流れ方向に等間隔で設置された熱電対により局所熱伝達率を計測
するのに対し，透明伝熱管では金薄膜の抵抗値より得られる壁面平均温度より
平均熱伝達率が計測される．透明伝熱管では，金薄膜を通して沸騰様相と熱伝
達係数を同時に計測できるため，沸騰熱伝達と気液界面構造の相関関係や発砲
核からの気泡の成長，離脱，合体など一連の沸騰過程の観察が可能である．特
に，低質量流束の条件では，重力の影響を強く受けると考えられるため，微小
重力場での沸騰挙動に興味がもたれる．限界熱流束については，伝熱面の熱容
量が大きい金属伝熱管ではドライアウトが，伝熱面の熱容量の小さい透明伝熱
管では DNB の計測が予定されている． 
 流動観察部では，高速度カメラにより得られた画像より気液界面構造や流動
様式，気泡速度や液膜厚さを計測する．また，気液二相流のモデル化に重要な
ボイド率については，気泡径や液膜厚さから計測する． 
 凝縮器では，凝縮熱伝達を計測する． 
 圧力損失は，主要構成要素で計測し，ループ内の圧力分布を評価する．また，
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加熱による相変化量の変動に起因する圧力や流量の応答特性をループ全体で評
価し，また，アキュムレータの動作特性についても評価する． 
 微小重力場での約 3 ヶ月間の実験が終了した後，TPF 実験装置と同等の機器
で構成された地上モデル GM（Ground Model）において，微小重力実験と同等の
実験条件で計測を行い，通常重力場での参照データが収集される．なお GM で
は，加熱試験部である金属・透明伝熱管および流動観察部は垂直上昇流となる
よう設置される．TPF 実験では，微小重力場で計測されデータと GM のレファ
レンスデータを比較することで，気液二相流の熱流動特性に及ぼす重力の影響
の解明を目指す． 
 
Table 4-2 The measurement items for each test section [4-7]. 
Transparent glass heating tube 
Relationship between boiling heat transfer and 
gas-liquid interface structure, Bubble formation and 
growing process, CHF (DNB), Pressure drop 
  
Copper heating tube Boiling heat transfer, CHF (Dryout), Pressure drop 
  
Flow observation section 
Flow pattern, Gas-liquid interface structure 
Bubble velocity, Liquid film thickness, 
Void fraction, Pressure drop 
  
Condenser Condensing heat transfer, Pressure drop 
  
Entire of experimental loop Response characteristic to a change in heating lord, Operating characteristic of accumulator 
 
4.4 まとめ 
 本章では，ISS の微小重力環境で実施予定である TPF 実験について，その実験
装置の概要および各試験部での計測項目をまとめた． 
 著者が担当する流動観察部における，より詳細な計測項目およびその計測精
度については，次の第 5 章で述べる． 
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第 5 章 TPF 実験流動観察部での気液界面構造計測の妥当性評価 
 
 TPF 実験では，作動流体が沸騰した後の断熱一成分系気液二相流の気液界面
構造の観察のため，透明ポリカーボネート樹脂で製作された観察部が加熱試験
部直下に設置される．第 4 章で述べたように，著者らの研究グループではこの
流動観察部での気液界面構造の計測を実施する．観察部での計測項目は，前章
の Table 4-2 にまとめているが，より詳細には，スラグ流などの間欠流ではボイ
ド率，気相移動速度，界面積濃度，気泡長さが，環状流などの分離流では液膜
流の基底液膜厚さ，ボイド率，擾乱波の速度および通過頻度，リップル波の速
度，液膜内に気泡がトラップされている場合にはその移動速度の計測が計測さ
れる．これらの現象を的確にとらえるためには，撮像系の仕様を適切に設計す
るとともに，3 次元での気相位置情報を得る必要がある．特に，微小重力場では
気液間の速度差が小さくなり，核沸騰で形成された気泡の半径方向の動きが抑
えられることが報告されており[5-1]-[5-4]，必ずしも軸対称の流れとならないことか
ら，3 次元的な流動構造を把握することが要求される．計測対象を直交する 2 方
向から 2 台のカメラで撮影するのが理想であるが，TPF 実験では実験スペース
および使用可能電力に制限があるため，2 台の高速度カメラを同時使用すること
が困難である．そのため，賞雅らの方法[5-5], [5-6]にならい，複数のカメラを同時
使用することで 1 台の高速度カメラで 2 方向から撮影できる光学系を構築した
（流動観察部構造および光学配置は Fig. 4-6 および Fig 4-7 参照）．ここでは，
TPF 実験の科学目標を達成するために要求される高速度カメラ性能，および撮
影画像に基づく計測項目の計測精度を評価する． 
 
5.1 流動観察部構成機器の性能および仕様 
5.1.1 高速度カメラ[5-7] 
 高速度カメラ機能の要求として，現象計測の観点から，撮影フレーム速度の
最大値が気液二相流の界面挙動の変化をとらえることが可能な 1000 fps 程度で
あること，また，機能上の制約条件として，露光時間を自由に設定可能である
こと，撮影タイミングを外部トリガで制御可能であること，PC により地上から
リモートコントロール可能であること，が挙げられる．実験環境の観点より，
本体サイズが可能な限り小さく，上記項目をすべて満たす機種として MotionXtra 
NR3-S2（IDT : Integrated Design Tools 製）を選定した．この高速度カメラの主な
仕様を Table 5-1 に示す． 
 被写体を撮影するためのレンズは，一般にレンズの明るさの指標である F 値
が小さいほど撮影画像が明るくなる．一方で，撮影画像の被写界深度を深くす
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るためには，レンズの絞りにより F 値を大きくする必要があり，被写界深度を
深くすれば撮影画像が暗くなる．気液二相流の撮影では，被写界深度が浅けれ
ば気泡位置により気液界面に焦点が合わない可能性がある．そこで，気液界面
を適切に撮影するためには，画像の輝度とボケのバランスを考えて適切な被写
界深度を選定する必要がある．画像輝度値と被写界深度の調整幅を大きくする
ためには，レンズの最小 F 値が小さいものが要求されることから，撮影レンズ
として F 値が小さく，また，被写体との距離を考慮した焦点距離を有する AI 
Nikkor 50 mm F1.2S（Nikon 製：焦点距離：50 mm，最小 F 値：f 1.2）が選定され
た．レンズの絞りは，TPF 実験装置の組み上げ時の撮像系光学配置調整工程に
おいて，最適な撮影条件が選定された後に接着剤で固定される．そのため，こ
の工程以降での絞りの変更は不可能となるため，事前に気液界面構造が詳細に
撮影できるレンズの F 値を決定しておく必要がある． 
 
Table 5-1 Specifications of high speed camera for TPF experiment. 
Number of pixels 1280 × 1024 
Pixel size in the measurement 12 m 
Frame rate Max. 1000 fps 
Brightness of the acquired image Monochrome : 8 bit 
Interface 1000 Base 
Memory 1.25 GB 
Power source 12 VDC 
Size 64 × 64 × 81 
Weight 0.59 kg 
 
5.1.2 観察部透明樹脂管の構造および材質[5-7] 
 観察部透明樹脂管は□12 mm の角柱であり，その中央に直径 4.0 mm の流路を
切削し，流路壁面が透明になるよう研磨して製作された．材質は，TPF 実験で
は限界熱流束の計測が想定されているため，条件によっては加熱試験部より過
熱蒸気が試験部へと流入する可能性がある．そのため，試験部材質は耐熱温度
の高いものを選択する必要がある．TPF 実験は通常運転時ではループ内はおよ
そ大気圧であり，使用する作動流体の飽和温度は約 56.8 °C であるが，作動流体
が沸騰することで体積が急激に膨張し，伝熱管付近の飽和圧力および飽和温度
が急上昇することを考慮すれば，観察部へ流入する作動流体温度は 100 °C 付近
になることも予想される．そこで，透明樹脂管の材質として，耐熱温度が 100 °C
よりも高い透明ポリカーボネート樹脂が選択された．透明ポリカーボネート樹
脂の物性値を透明アクリル樹脂と比較したものを Table 5-2 に示す． 
105 
 
Table 5-2 Comparison in physical properties between polycarbonate and acrylic resin. 
Properties Polycarbonate Acrylic 
Allowable temperature limit [°C] 140 87 ~ 100 
Liner coefficient of expansion [10-5/°C] 7.0 7.0 ~ 8.0 
Thermal conductivity [W/(m･K)] 0.19 0.19 
Specific heat [kJ/(kg･K)] 1.26 1.46 
Refractive index [-] 1.59 1.48 ~ 1.50 
Light transmittance [%] 89 92 
 
5.1.3 金属ミラー・LED 照明[5-7] 
 気液界面構造を 3 次元的に観察するため，ISS 実験では観察部を 2 方向から反
射鏡を利用して 1 台の高速度カメラで撮影する． 
 TPF 実験は ISS の JEM 内で実施されるため，通常のガラス基板に銀メッキを
施した鏡では，万一軌道上で破損した場合，ガラスが飛散し JEM に甚大な被害
を及ぼすことになる．そのため，アルミニウム基板に金メッキを蒸着した金属
ミラー（TOPCON 製）が採用された． 
 流動観察を行う際の光源は，TPF 実験での使用可能電力の観点より，消費電
力の低いものが望ましいが，一方で，高速度カメラによる気液界面構造の撮影
を行うために十分な照度を有することが求められる．そこで，撮影の光源とし
て，小型かつ十分な照度を有する LED 照明（朝日テクノ社製）が選定された．
金属ミラー配置の外観および LED 照明の配置を Fig. 5-1 に示す． 
 
  
Fig. 5-1 Specifications of Gold mirror and LED light. 
 
 
  
Gold mirror LED light 
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5.2 流動観察部での撮影画像輝度値の評価 
5.2.1 レンズ F 値の選定 
 観察部の流路構造および撮像系配置とそれらの構成機器については，4.2 項，
5.1 項で詳細に述べた．ここでは，構築された流動観察部における撮影画像につ
いて，その視野や画素寸法などについて評価する． 
 TPF 実験のフライトモデル FM（Fright Model）において，レンズ絞りおよび
ピント位置，露光時間の調整を行った．金属伝熱管側下流部に設置されている
流動観察部において，露光時間を 100 s で固定したのちレンズ絞りを変更して
取得された撮影画像（画像サイズ：1280 × 1024，輝度階調：8 bit）を Fig. 5-2(a)-(d)
に示す．また，Fig. 5-2(a)に示されている座標系において，y = 512 での画像位置
（図中の黄色破線部）における，各 F 値に対する輝度分布を Fig. 5-3 に示す．
以降で示す輝度分布はこの座標に対するものである．なお，フライトモデルの
光学調整は試験装置製作過程で行われるため，試験部には作動流体は充たされ
ていない． 
 Fig. 5-2(a)-(d) および Fig. 5-3 より，レンズ絞りを大きくする，すなわち F
値を大きくすることで撮影画像全体の輝度値の低下が確認できる．また，輝度
分布より f 1.2 では明部・暗部での輝度差が大きく，コントラストのよい画像が
取得できていることが確認できるが，管中央部では輝度値が飽和している様子
が確認できる．一方，f 4.0 では明部・暗部での輝度差が小さく，気液界面構造
の計測が困難であるといえる．以上より，F 値の候補として f 2.0 および f 2.8 が
考えられるが，ここでは画像全体の輝度値および高コントラストを優先し，か
つ軌道上実験において露光時間をさらに小さくしても気液界面構造の評価に十
分な輝度値が確保できることを考慮して，f 2.0 を選定し，絞りを固定した． 
 ピント調整及びレンズ F 値が f 2.0 として固定された後に撮影された，作動流
体の注液前後での画像を，金属伝熱管（MHT : Metal Heating Tube， Fig.4-5 参照）
下流の観察部のものを Fig. 5-4 (a), (b)に，透明伝熱管（THT : Transparent Heating 
Tube， Fig.4-4 参照）下流の観察部のものを Fig. 5-5(a), (b)にそれぞれ示す．作
動流体の注液前と注液後で壁面付近の映像が変化しているが，注液前の空気と
作動流体である Perfluorohexane の屈折率の差により，高速度カメラの撮像素子
（CMOS センサ）に流入する光路が変化したためであると考えられる．この屈
折の影響については，後の 5.3 項で詳細に述べる．また，左右の壁面での輝度分
布が異なっているが，これは LED ライトの配置により生じるものである． 
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(a) f 1.2. (b) f 2.0.  
  
(c) f 2.8.  (d) f 4.0. 
Fig. 5-2 Acquired images of observation section without working fluid for varied 
F-numbers  (Exposure time : 100 s). 
 
 
Fig. 5-3 Horizontal brightness distributions on y = 512 of the images in Fig. 5-2 for 
varied F-numbers (Exposure time : 100 s). 
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(a) Without the working fluid. 
 
 
(b) Filled with the liquid working fluid. 
Fig. 5-4 Deference in the acquired images at the downstream of MHT between with or 
without the liquid working fluid (Exposure time : 100 s, f 2.0). 
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(a) Without the working fluid. 
 
 
(b) Filled with the liquid working fluid. 
Fig. 5-5 Deference in the acquired images at the downstream of THT between with or 
without the liquid working fluid (Exposure time : 100 s, f 2.0). 
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5.2.2 ガンマ補正による輝度値調整 
 気液界面構造をより詳細に評価するためには，正確な気液界面の位置情報が
必要となる．気液界面の検出では，気液界面位置で輝度値が大きく変化するこ
とから，輝度差を基に気液界面位置を特定する．そのため，画像輝度のコント
ラストが小さければ界面位置の特定が困難となる．そこで，撮影画像にガンマ
補正を施すことで輝度値を変換し，画像のコントラストを向上させることによ
る気液界面検出清楚の向上を評価した． 
 ガンマ補正は，1 つの画素ごとに指数関数により輝度値を調整する手法[5-8]で
ある．ガンマ補正で使用する指数関数を下式に示す． 
   
 255255
/1
Src
Dst 


γBB  (5-1) 
   
ここで，BSrc，BDst はそれぞれガンマ補正前，補正後の輝度値[-]である．また，
はガンマ値[-]を示しておいる． 
 Fig. 5-4(a) の画像に対し，ガンマ値を 1.0, 1.5, 2.0, 3.0 としてガンマ補正を施
した処理画像を Fig. 5-6(a)-(d) に，また，このときの y = 512 の座標位置におけ
る輝度分布を Fig. 5-7 に示す．これより，ガンマ値を大きくすることで画像全体
の輝度値が大きくなり，明るい画像に処理されたことが確認できる．次に，コ
ントラストに注目する．画像のコントラストは，輝度値の確率密度関数 PDF
（Probability Density Function）の分布幅により判断[5-8]され，輝度分布が広い方
がコントラストの良い，すなわち撮影対象の界面がはっきりとした画像である．
Fig. 5-6(a)-(d) の座標位置が y = 512 における輝度値の PDF を Fig. 5-8 に示す．
これより，= 1.5, 2.0 であれば補正前よりも輝度値分布が広くなる，すなわち
コントラストが向上することが確認されたが，= 3.0 となると輝度値分布が狭
まる，すなわちコントラストの低下が確認された． 
 以上より，TPF 実験の流動観察部で撮影された画像に対し，  = 1.5 ~ 2.0 と
したガンマ補正を施すことで画像のコントラストを向上させることが可能であ
ることを確認した． 
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(a)  = 1.0 (without image processing). (b)  = 1.5 
  
(c)  = 2.0. (d)  = 3.0. 
Fig. 5-6 Effect of gamma compensation on image brightness. 
 
 
Fig. 5-7 Horizontal brightness distributions after the gamma compensation. 
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Fig. 5-8 Probability density function of brightness after the gamma compensation. 
 
5.3 光の屈折が撮影画像に及ぼす影響の評価 
 TPF 実験流動観察部の流路構造は 4.2 項で述べたように，光の屈折が撮影画像
に及ぼす影響を低減させるべく，□12 mm のポリカーボネート製の中央に4.0 
mm の円形流路を切削した構造とした． 
 高速度カメラを用いた気液二相流の流動観察や気液界面構造の計測に関して
多くの研究が報告されているが，そのほとんどが屈折の影響を考慮することの
ない矩形流路である．流路形状が円形の報告例では，その多くが観察画像は流
動様式を特定するものとして使用され，気液界面構造の計測には別の計測手法
を併用することが多い．例えば，Han や Shikazono ら[5-9], [5-10]は，水平細管内の
スラグ流及び環状流の液膜構造を詳細に計測するため，円形ガラス管に対し，
高速度カメラによる流動観察と合わせてレーザーフォーカス変位計 LFDM
（Leaser Focus Displacement Meter）を用いて液膜構造を計測している．ここで，
LFDM のレーザー光が円管に入射する際の屈折の影響を低減するため，ガラス
管の付近にガラス板を設置し，さらにそのガラス板とガラス管の間にガラスと
同程度の屈折率を有する液体であるグリセリンを保持させた装置を用いて計測
を行っている． 
 気液界面構造を，高速度カメラを用いて詳細に計測した例として，波津久や
賞雅ら[5-4], [5-5], [5-11]の例が挙げられる．前者は，管内径 9.0, 15.0, 25.0 mm の円管
内水－空気二成分二相流を対象として，2 台の高速度カメラを用いて気泡流動の
三次元計測を実施している．気泡観察部の構造はアクリル角柱の中央に流路が
切削されており，本論文で述べている流動観察部と類似した構造となっている．
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アクリル樹脂と作動流体の水の屈折率が異なるため，観察部外表面が矩形形状
であっても屈折が存在することから，彼らは Fig. 5-9 に示すようなグリッドを流
路に挿入し，その映像から屈折よる撮影画像のゆがみを補正することでより詳
細な気泡径状および位置を評価している． 
 
Fig. 5-9 The measurement method of bubbles in bubbly flows from observation images 
proposed by Hazuku et al. [5-4]. 
 
 一方，Hosoda ら[5-12]は，円管内に存在する CO2 気泡が水へと溶解する過程を
詳細に観察するため，2 台の高速度カメラを用いたステレオ撮影を実施している．
ここでは，円管の材質に屈折率が水とほぼ同じ FEP 樹脂（Fluorinated Ethylene 
Propylene，屈折率：1.338）を使用しており，この円管を水で満たした矩形容器
内に設置することで，屈折の影響が無視できる実験装置を構築し，詳細な気液
界面構造を評価している． 
 このように，レーザーや画像撮影など，光学的な手法を用いて円管内の気液
界面構造を精度よく計測するためには，① 屈折の影響が無視できるような装置
を製作する，② あらかじめ屈折の影響を評価した後に補正を行う，のいずれか
を選択する必要がある． 
 本論文で用いられる代表的な物質の屈折率をまとめたものをTable 5-3に示す．
上記で挙げた例は，作動流体に水，可視部材質に透明アクリル樹脂もしくはガ
ラスを使用している．スネルの法則より，光が通過する材質の屈折率差が大き
いほど屈折の影響が大きくなるが，波津久や賞雅ら[5-4], [5-5], [5-11]の場合，屈折が
生じるのが水‐アクリル間であり，その屈折率差は約 0.17 程度であるが，TPF
実験では Perfluorohexane‐ポリカーボネート間で屈折が生じ，その屈折率差は約
0.36 と大きい．4.2 項で述べたように，TPF 実験では作動流体，観察部透明樹脂
管ともに実験条件の制約を満たすように選定されているため，例えば Hosoda ら
[5-12]のように屈折率が作動流体と同等の材質に変更することは不可能であり，
TPF 実験の流動観察部において詳細な気液界面構造を計測するためには，先に
述べた手法②の，屈折率差により生じる影響を事前に評価する必要がある．
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Table 5-3 Refractive indexes for each material. 
Material Refractive index [-] (at 25 °C) 
Air 1.00 
Water 1.33 
Glycerin 1.473 
Perfluorohexane (liquid) 1.00 
Perfluorohexane (gas) 1.23 
Acrylic resin 1.48 ~ 1.50 
Polycarbonate resin 1.59 
Pyrex glass 1.47 ~ 1.49 
 
5.3.1 管壁面位置の特定 
 流動観察部で撮影された物体の大きさは，撮影画像の画素寸法に基づき計測
される．画素寸法は 1 画素数当たりの大きさで定義され，一般に，撮影画像上
の大きさもしくは長さが既知である物体を基に算出される．TPF 実験の流動観
察部では，基準となる長さは管内径（4.0 mm）となるため，撮影画像における
流路内壁面位置の検出が極めて重要である．ここでは，撮影画像における流路
内壁面の位置を，光路解析により評価する． 
 流動観察部が作動流体で充たされた状態での光路計算モデルを Fig. 5-10 に示
す．図中の光路 A は液相を経ずポリカーボネート樹脂のみを透過する光を，光
路 B は液相を経て壁面で屈折しカメラへと直進する光を示している．光路 B の
存在は屈折の影響により壁面が二重に見えることを意味しており，当然，作動
流体と管材質との屈折率差が存在しなければ光路 B は存在せず，光路 A を基準
に管壁面を特定，画素寸法を算出すればよい．しかし，前述のように液の充填
前後で撮影画像の壁面付近の視野が明らか変化していることから，本観察部で
は光路 B により画素寸法を導出する必要がある． 
 光路 B に対して成立する関係式を下式に列挙する．液相およびポリカーボネ
ート樹脂の屈折率をそれぞれ nL, nP [-]とし，液相－ポリカーボネート樹脂界面で
の入射・反射角をそれぞれ1, 2 [rad]とすれば，スネルの法則より以下に示す
Eq.5-2 が得られる． 
   
 
L
P
n
n
2
1
sin
sin

  (5-2) 
   
 次に，流路中心を原点とする極座標を考え，光路 B が出発した壁面位置の偏
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角を0 [rad]とおけば，以下の Eq. 5-3 が得られ，さらに，管中央部と光路 B 間
の距離は図形形状より Eq. 5-4 として得られる． 
   
 120 22 θ
πθθ   (5-3) 
   
 12limit sinsin 
P
L
n
n
R
R   (5-4) 
   
ここで，液相の屈折率を Perfluorohexane と同じ nL = 1.23 とし，入射角1 を最大
値である°として Eq. 5-2 および Eq. 5-3 を連立して計算すると，0 =39.3°とな
る．これが，光路 B が存在する液相－ポリカーボネート樹脂の境界位置の最大
の偏角であり，図中の Rlimit は 1.547 mm となる．一方，試験部流路が液相でな
く気相で満たされている，すなわち屈折率が 1.0 の流体で満たされているとして
同じ計算をすれば，R’limit は 1.258 mm となる．以上の得られた結果と撮影画像
とを比較する．管壁面近傍の拡大画像およびその位置での輝度分布を示したも
のを Fig. 5-11 に示す．図中の A は光路 A による壁面位置を，B および B’はそ
れぞれ流路に作動流体が充たされている，もしくは充たされていない場合の，
光路 B による壁面位置を示しており，その位置は輝度分布の勾配をもとに特定
した．図中の括弧内の数値は，その位置における画素位置の x 座標を示してい
る．光路 A に関する管内壁間の画素数は 190 画素であり，これを基準とした画
素寸法は約 21 m/pixel であった．これを用いて光路 B および B’に対する管壁間
の距離を，これらの画素寸法より計算すれば，それぞれ約 3.095, 2.337 mm が得
られる．これらと先ほどの計算モデルを比較すると，作動流体を充たしていな
い時では撮影画像から得られる光路 B により壁面位置は少し小さくなるが，作
動流体を充たした場合では，計算モデルおよび画像からの実測値がほぼ一致す
ることが確認された．また，屈折による左右の壁面の移動距離（2.0‐Rlimiti）を
撮影画像の画素数から確認すればほぼ同等であったことから，LED ライトの配
置により管の左右の壁面で輝度分布の傾向は異なるものの，対象の寸法計測に
は支障がないことを確認した． 
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Fig. 5-10 Model of optical path refracted though liquid phase in a polycarbonate resin 
channel. 
[Path A : Direct to the high speed camera, Path B : Pass through liquid phase] 
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Fig. 5-11 Enlarged images of test channel with and without the liquid working fluid, 
and its horizontal brightness distributions. 
 
5.3.2 液膜厚さ計測の妥当性評価 
 前項では屈折の影響を考慮した壁面の位置を評価し，壁面位置が 2 重になっ
て見えることを確認したが，実際の気液二相流の気液界面構造に関する寸法を
算出する際に，Fig. 5-10 で示した光路 A，B のどちらの壁面位置を基準とした
画素寸法を用いるかを検討する必要がある． 
 光の屈折の影響は，ポリカーボネート樹脂への光の入射角が大きくなる管壁
面付近で強くなると考えられるため，薄い液膜が形成される環状流の計測にお
いてその影響が懸念される．ここでは，液膜厚さ計測に光の屈折が与える影響
について評価する． 
 
5.3.2.1 環状流の液膜厚さ計測における光路モデル 
 TPF実験の FM実験装置により得られた環状流画像の一例をFig. 5-12に示す．
管壁の視野は，前項で示した試験部が気相のみで充填された際に撮影された画
像の視野と変化がないことが確認できる．環状流の気液界面位置については，
壁面同様に複数の界面が観察された．これらの要因として考えられる光路モデ
ルを Fig. 5-13(a), (b)に示す． 
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Fig. 5-12 Example image of annular flow at the flow observation section. 
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(a) Without passing gas phase [Pass C] (b) Pass through gas phase [Pass D] 
Fig. 5-13 Models of optical path refracted though annular liquid film in a polycarbonate 
resin channel. 
 
 ここで用意した光路モデルの液膜形状は，簡単のため，軸対称の一様な液膜
厚さ t [mm]の滑らかな形状とした．図中の C および D はそれぞれ気液界面を通
過した光が液相－ポリカーボネート樹脂間で屈折して高速度カメラへと流入す
る光路を示しており，光路 C は液膜内のみを通過するもの，光路 D は環状流コ
ア部の気相を経て液膜内を通過するものである．同じ気液界面から出発した光
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であっても，光路 C, D が存在するため，撮影画像では環状流の気液界面が複数
存在するように見えたと考えられる． 
 実際の環状流液膜厚さ計測を考えた場合，光路 D は気相－液相間，液相－ポ
リカーボネート樹脂間の 2 カ所で屈折するため，屈折率差が寸法に与える影響
が大きくなる．また，気相－液相間での屈折は，モデルでは乱れのない液膜を
仮定しているが，実際の流動では気液界面は，界面せん断力により乱れた構造
となっている．さらに，環状流コア部の気相の中には，気液界面のせん断力に
より液膜からはぎ取られた多数の液滴が存在すると想定される．以上のことか
ら，撮影画像より評価する液膜厚さ計測には光路 D は不向きであるといえる． 
 一方，光路 C では，屈折は液相－ポリカーボネート樹脂間の 1 カ所のみであ
り，また，液膜内に微小な気泡がトラップされていなければ液膜内で光は直進
するため，屈折の影響が少なくなる．そこで，液膜厚さ計測には光路 C による
液膜厚さを評価することとする． 
 光路の計算モデルでは，管中央が原点となる円柱標系を考える．Fig. 5-13(a) 
で示したように，光路 C をポリカーボネート樹脂－空気間で屈折することなく
直進すると仮定すれば，光路 C が最長となるのは気液界面を出発する光路が気
液界面に接しているときである．このとき，気液界面上にある光の出発点の偏
角を0 [rad] ，液相－ポリカーボネート樹脂境界での入射角・反射角をそれぞれ
'1,'2 [rad]とおけば，以下に示す Eq. 5-5 ~ 5-7 が成り立つ． 
   
 
L
P
n
n
2
1
'sin
'sin

  (5-5) 
   
 210 '''    (5-6) 
   
 
R
tR 1'sin  (5-7) 
   
ここで，R は管の半径[mm]であり，t は実際の液膜厚さ[mm]である．1 = /2 と
なるとき，偏角0 は最大となる．また，撮影画像における液膜厚さ t’ [mm]は以
下の Eq. 5-8 により計算できる． 
   
 

  2limitlimitlimit '2cos'' θ
πRRRRt  (5-8) 
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ここで，Rlimitを，1 = /2 として Eq. 5-4 と Eq. 5-8 を連立し整理すれば，以下
の Eq. 5-9 に示した t と t’の関係式が導出される． 
   
 tn
nt
P
L'  (5-9) 
   
これより，光路 A による壁面を基準とした，屈折の影響がない管壁間の距離に
対する画素数から求められる液膜厚さは，管の材質と作動流体の液相の屈折率
の比に比例することを示している．言い換えれば，光路 B による壁面を基準と
した画素寸法を用いて液膜厚さを計測すれば，液膜厚さ計測に対する屈折率の
補正は不要になることを示している．なお，光路 B を基準とする画素寸法は Fig. 
5-11 で示した値より，約 27 m/pixel であった． 
 以上より，本項以降で述べる流動観察での画素寸法は，特に断りが無ければ
光路 B による管壁面を基準として導出したものを用いる． 
 
5.3.2.2 模擬液膜厚さ計測による空間分解能評価 
 前項では，光路モデルに基づき，気液界面が平滑で軸対称な環状液膜を対象
として，光の屈折が画素寸法に与える影響を解析したが，実際の可視化画像か
ら解析結果を検証する必要がある．そこで，液相で充たされた流動観察部の流
路に，複数の微小な段差を加工したステンレス鋼製の丸棒を挿入し，厚さが既
知である模擬的な液膜厚さを形成し，これを計測することで液膜厚さ計測の妥
当性を評価した． 
 本実験で使用したステンレス鋼製の段付き丸棒の構造およびその寸法を Fig. 
5-14 に示す．段付き丸棒の両端は3.8 mm であり，そこから 2.0 mm まで，0.1 mm
間隔で直径が小さくなる 18 の異なる径の段差が切削加工により製作された．1
ステップ当たりの円柱長さは 5.0 mm とした．この段付き丸棒を流動観察部の流
路に挿入し，高速度カメラで撮影した画像の一例を Fig. 5-15 に示す．この図で
は，左側の壁面から順に液相部，丸棒部，液相部を表している．液膜厚さは撮
影画像での左右の液相厚さに対する画素数と画素寸法から求め，丸棒の実寸法
から求めた液相厚さと比較評価した．なお，この計測での画素寸法は約 25 
m/pixel であった．また，撮影画像に対する画素数の計測位置は輝度差を基準と
して決定した．なお，丸棒外径から液相厚さを求める際には金属丸棒の中心軸
のずれを補正して計測を行った． 
 液相部の厚さと段付き丸棒－壁面間距離の比較結果を Fig. 5-16 に示す．撮影
画像からは，丸棒の 1 つのステップに対し軸方向に 2 ヵ所，左右 2 ヵ所の合計 4
ヵ所で液相厚さを計測した．比較結果より，撮影画像により計測された液相の
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厚さは，実寸法に対し±25 m 程度のばらついてはいるが，画素寸法が 25 m/pixel
であることを考慮すれば，画素寸法程度の精度で厚さ計測が可能であるといえ
る．これは，前項の計算モデルによる解析結果とも一致している． 
 以上より，TPF 実験の流動観察部における液膜厚さ計測では，画素寸法の精
度で液膜厚さ計測が可能であることが確認された． 
 
Fig. 5-14 SUS rod with various diameters for calibration in liquid thickness 
measurement. 
 
 
Fig. 5-15 Images of the flow observation section with an inserted calibration rod. 
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Fig. 5-16 Comparison of liquid film thickness measured from the image with given 
values using a calibration rod. 
 
5.3.3 気泡形状の計測妥当性評価 
5.3.3.1 気泡流における屈折の影響を考慮した光路モデル 
 液膜厚さ計測に関しては，前項で述べたように屈折の影響を補正する必要が
ないことが確認された．しかし，気泡が分散して流動する気泡流では，同じ気
泡径であっても気泡位置の違いにより撮影画像からの計測結果に違いが生じる
恐れがある． 
 気泡を対象とした光路モデルを Fig. 5-17 に示す．図中に示された B-1 ~ B-5
は球形の気泡断面を示しており，気泡径はすべて等しいものである．気泡流の
場合でも撮影画像で確認される気液界面を形成する光路は，Fig. 5-13 で説明し
たとおり気液界面から液相，ポリカーボネート樹脂を経てカメラに届く光路 C，
気相，液相，ポリカーボネート樹脂を経てカメラに届く光路 D の 2 通りが考え
られるが，ここでは光路 C のみを考える． 
 まず，流路曲面の影響が比較的小さいと考えられる B-1 から B-3 の気泡に注
目すると，光路モデルでは高速度カメラに近い位置にある気泡が大きく，高速
度カメラよりも遠くにある気泡の方が小さくなることがわかる．また，流路曲
面の影響が強くなると考えられる B-4 および B-5 についても，先ほどと同様の
傾向になることが予想される．そのため，精度よく気泡径を計測する場合，気
泡位置による気泡径の補正を施す必要がある． 
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Fig. 5-17 Model of optical path refracted though liquid phase in a bubbly flow through 
a polycarbonate resin channel. 
 
5.3.3.2 ポリエチレン粒子による屈折の影響評価 
 TPF 実験では，金属ミラーによる二方向からの撮影により，観察試験部にお
ける気泡の三次元位置情報を取得できる．そのため，TPF 実験を実施する前に，
気泡を模擬した大きさが既知の物体を流路に配置することで，気泡位置による
気泡径の補正式を得ることができる． 
 本項では，気泡を模擬して，予め寸法が計測されたポリエチレン粒子を，液
相で充たされた流動観察部の流路内に挿入し，観察画像から得た寸法と比較す
ることで気泡位置における気泡径の補正式を評価する．  
 計測で使用したポリエチレン粒子を Fig. 5-18 に示す．ここでは，スケールと
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ともにポリエチレン粒子を写真撮影し，スケールのメモリから画素寸法を得る
ことで粒子径を測定した．本実験で使用した粒子径 Dbeads [mm]は，大・中・小
の三種類であり，それぞれ 2.53, 1.72, 1.41 mmであった．ビーズを流路に挿入し，
画像撮影した例を Fig. 5-19 に示す． 
 
 
Fig. 5-18 Image of the Polyethylene particles for calibration. 
 
 
Fig. 5-19 Example images of the flow observation section with a polyethylene particle.
 
 ここで，Fig. 5-19 で挿入されている粒子はすべて Dbeads = 2.53 mm である．こ
れより，粒子の位置によってその縦横比が異なっていることが撮影画像から目
視でも確認できる．これは，粒子の画像奥行方向の位置が異なるためであり，
その傾向は，観察方向に対して管の奥側にあるほど横幅が小さくなるように見
える．ここでは，撮影画像でのビーズ径の変形具合を，ひずみ率[%]を導入し
て評価する．ひずみ率の定義を下式に示す．  
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 100'
beads
beads 
D
Dψ  (5-10) 
   
ここで，D’beads は撮影画像から画素寸法により導出された粒子径 [mm]である． 
 ひずみ率は，Fig. 5-20 に示すように，x 軸方向および y 軸方向の 2 方向で評価
する．また，前述したように，ひずみ率は気泡位置により変化すると考えられ
ることから，管断面での中心を原点とする座標軸（Fig. 5-21）に対して粒子位
置を特定する．縦軸を b 軸，横軸を a 軸とし，b 軸正の方向に高速度カメラ，各
軸負の方向に LED ライトが配置されており，図中の半径 2.0 の円は，流路壁面
位置を表している． 
  
 
 
Fig. 5-20 Enlarged image with a 
polyethylene particle. 
Fig. 5-21 Coordinates to specify the particle 
position. 
  
 ビーズ位置に対する x, y 方向それぞれのひずみ率の関係を Fig. 5-22 に示す．
図中の赤丸および青三角は画像の左側および右側で取得されたデータを示して
いる． 
 x 方向のひずみ率xは，b 方向に関しては，ビーズがカメラから離れるほどひ
ずみ率が小さくなる傾向が確認された．また，管中央付近ではひずみ率が 100 %
であることから，管中央部での気泡径は補正する必要がないことがわかる．こ
れは，5.3.2 項で述べた内容と一致している．一方で，a 方向に関しては，ビー
ズの位置に対する相関関係は確認されなかった．以上より，x 方向の長さ計測に
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ついては，b 軸方向，すなわちカメラからの距離の関数として気泡径を補正すれ
ばよいことが確認された．得られたデータに対し，最小二乗近似により得た，
カメラからの距離に対する x 方向のひずみ率xの関係式を Fig. 3-22 の図中に示
す． 
 次に，y 方向のひずみ率yでは，粒子の位置に関わらずy = 130 % 前後となる
ことが確認された．これは，y 方向の気泡径を補正するには，気泡位置に関わら
ず 1.3 倍すればよいといえる． 
 
Fig. 3-22 Distortion coefficients in horizontal and vertical direction. 
 
 以上をまとめると，気泡径を算出する場合，y 方向の長さに対しては，画像か
ら導出した寸法を 1.3 倍すればよいこと，一方，x 方向の長さに関しては，カメ
ラからの距離に対する補正が必要であることが確認された．気泡分散流の計測
では，気泡は奥行き方向にも分散して流動するため，気泡径を計測するために
は 2 枚の画像から気泡の空間配置を特定し，Fig. 3-22 に示した補正式により補
正する必要があるといえる． 
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5.4 ボイド率計測精度の妥当性評価 
 前項では，大きさが既知の人工物を液相で充たされた管内に挿入もしくは配
置し，撮影画像から得られる大きさと比較することで，長さ計測の精度を評価
した．ここでは，計測対象を気液二相流とし，撮影画像から計測する液膜厚さ
及びボイド率の計測精度を検証する． 
 本項では環状流の液膜厚さ計測に関して，撮影画像の基底液膜厚さより計測
したボイド率を，締切法により計測したボイド率と比較することで，その計測
精度を評価した． 
 環状流の液膜厚さより算出されるボイド率と締切法によるボイド率を評価す
るには，気液界面に乱れが少なく，かつ擾乱波の少ない環状気液界面構造を対
象とした計測が望ましい．流路姿勢が垂直上昇流であれば，液膜流は重力に逆
らい流れるため，気液界面が乱れた環状流となることが予想される．そのため，
気液界面の乱れが小さい流動を得るためには，液膜流の流動方向と重力の向き
を一致させる必要がある．そこで，本実験では流路姿勢を垂直下降流とするこ
とで，気液界面構造の撮影と締切法によるボイド率計測を実施した． 
 
5.4.1 実験装置概要 
 実験装置概略を Fig. 5-23 に示す．メインループはタンク①，マグネットギア
ポンプ②，タービン流量計③，流路内にカートリッジヒーターが挿入された乾
き度調節部④，垂直管観察部⑤，その直下流のボイド率計測部⑥ ⑦，そして凝
縮器⑨（二重管式熱交換器）から構成されている．乾き度調節部は，Fig. 2-11
で示したものと同じ構造とした．ボイド率計測部は，透明アクリル樹脂管⑥（外
径：6.0 mm，内径：4.0 mm 長さ：180 mm）と 2 つの空気圧駆動式ボールバ
ルブ⑦で構成されている．ボイド率計測部に使用される空気圧駆動式ボールバ
ルブは通常開のタイプであり，駆動部に圧力をかけることで閉じることができ
る．実験では窒素ガスボンベ⑪と接続し，配管途中の電磁弁⑫および空気圧開
放バルブ⑭を操作することで弁を開閉した．空気圧駆動式ボールバルブを同時
に閉めて区間内の気液両相の体積を計測することで，平均ボイド率を算出する
ことができる．また，ボールバルブを閉めたときの流路閉鎖によるループ内の
圧力上昇，さらには流量低下によるヒーター部での過熱を避けるため，試験部
入口と凝縮器を直接接続するバイパスを設置し，バイパス部に通常閉の空気圧
駆動式ボールバルブ⑧を設置した．このボールバルブには試験部と同様，窒素
ガスボンベと接続されている．バルブを同時に操作すれば，試験部のバルブが
完全に閉まる前にバイパス弁が開いてしまい，その影響を受ける恐れがある．
試験部のバルブが完全に閉まった後に，バイパス弁の動作が開始するよう，バ
イパス弁に窒素ガスラインの電磁弁を開けるタイミングを 0.5 秒遅らせるよう
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ディレイタイマー⑬を設置した．試験部を出た二相流は凝縮器で液単相となり，
タンクに戻る． 
 
① Tank ⑨ Double-tube type heat exchanger 
② Magnet coupling gear pump ⑩ Constant temperature water bath 
③ Turbine flow meter ⑪ N2 gas cylinder 
④ Heater ⑫ Solenoid valve 
⑤ Observation test section ⑬ Delay imer 
⑥ Transparent acrylic resin tube ⑭ Ball valve 
⑦ Pneumatically driven ball valves (nomally open) ⑮ High speed camera 
⑧ Pneumatically driven ball valve(nomally closed)  
TC：Thermocouple P：Pressure transducer 
Fig. 5-23 Schematic diagram of experimental setup in vertical downward flow. 
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5.4.2 測定項目 
 本実験では，タンク出口温度，ヒーター入口温度，観察部入口温度，観察部
圧力，流量，ヒーター加熱量を計測，記録した．各物理量は以下の装置で計測
し，出力信号はデータロガー（HIOKI 製：メモリハイロガー8423）を用いて，
サンプリング周波数 10 Hz で記録された． 
(1) 流量：ポンプ出口で体積流量をタービン流量計で計測した． 
(2) 圧力：観察部上流部に静圧孔を設け，圧力導管を介して SOS 式アンプ内蔵
圧力変換器（ミネベア製：NS100A-500kPa，計測精度：±0.5 % of rated output）
で計測した． 
(3) 温度：K 型シース熱電対（大貴工業製：シース径 1.0 mm，計測精度：±0.05 % 
of reading value）を流路に挿入して計測した．温度への変換はデータロガー
の内部補償機能を使用した． 
 
5.4.3 実験条件と実験手順 
 本実験では液膜厚さ計測が主な目的であるため，擾乱波の少ない，気液界面
が安定した流動条件を設定する必要がある．そこで，流量を 50 ml/min，100 ml/min，
150 ml/minの低流量かつ低乾き度で実験を行った．実験条件をFig. 5-24に示す． 
 実験手順は，以下のとおりである． 
(1) ループ内の作動流体を所定の流量に循環させておく． 
(2) 加熱量を設定し，定常状態になるまで待機する． 
(3) 流れが定常状態になれば高速度カメラにトリガ信号を送り画像を保存する． 
(4) ガスループに窒素ガスボンベからガスを供給し電磁バルブを作動させ，空気
圧バルブを作動させる． 
(5) 観察部下流の空気圧駆動式ボールバルブで挟まれた透明アクリル管内にト
ラップされた FC-72 の液位を，放熱による凝縮の影響を避けるため素早く計
測する． 
(6) ガスループ内のガスを逃して減圧し，空気圧バルブを初期状態に戻し，作動
流体を試験部に供給する． 
(7) 締め切り試験（(4)～(6)）を各条件につき 3 回繰り返す． 
(8) 手順(1)～(7)を繰り返す． 
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Fig. 5-24 Experimental conditions on mass flux and quality diagram. 
 
5.4.4 実験結果と考察 
 環状流におけるボイド計測手法について以下に示す． 
(A) 締切法によるボイド率計測 
 空気圧駆動式ボールバルブで区切られた計測区間において，締切部上流およ
び下流に設置された空気圧ボールバルブを同時に締め切り，重力による気液分
離後に液相体積（高さ）を計測することで平均ボイド率を算出した．締切法の
計測ではバルブ開閉速度がボイド率計測精度に大きな影響を与える．バルブを
開閉する空気圧式アクチュエータの場合，内部構造はラックとピニオンの機械
構造であり，動作用空気圧の圧力を制御することでバルブの動作速度が調整可
能である．本実験では，動作用窒素ガスの圧力を 500 kPa に設定し，高速での流
路締切を実施した．液相体積 VL [mm3] は透明アクリル樹脂管内の液位からボー
ルバルブ接合部の容積を考慮して計測した．平均ボイド率m, qcv は，計測区間全
体の体積に対する気相体積の割合であり，次の Eq. 5-11 で求められる．なお，
本実験装置の締め切り区間の全体積 Vtotal は 5430 mm3 であり，その計測精度は
2.5.3.3 項で確認されたものと同じである． 
   
 
total
L
qcvm, 1 V
Vα   (5-11) 
   
(B) 気液二相流観察画像からのボイド率計測 
 高速度カメラの撮影画像より液膜厚さを計測する．まず，流路直径から画素
寸法を計測し，管壁面を基準として液膜部分の画素寸法を算出し，画素寸法か
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ら液膜厚さを計測した．本実験での画素寸法は 19.2 μm/pixel であった．高速度
カメラの撮影条件は，コマ数 1000 fps，露光時間 200 μm とした．本実験では，
以下の方法で平均液膜厚さを計測した． 
 
① 撮影された 800 フレームの画像から等間隔で 8 枚の画像を抽出する． 
② それぞれの画像において流れ方向に 10 点の計測点を等間隔で定め，観察画
像での液膜厚さを計測する（Fig. 5-25 参照）． 
③ 二方向からの観察を行っているので，観測点は合計 8×10×2×2 = 320 点と
なり，これらの平均値を平均液膜厚さとする． 
 
 計測された平均液膜厚さを dLF [mm]とすると，平均ボイド率m, Iは Eq. 5-12
で求められる．ここで，D は管内径[mm]である． 
   
  2
2
Im,
2
D
dDα LF  (5-12) 
   
 
Fig. 5-25 Measuring points of liquid film thickness 
 
 上記の Eq. 5-11 および Eq. 5-12 で導出した平均ボイド率について比較，考察
する．質量流束が一定の条件で乾き度を変化させた場合の平均ボイド率を Fig. 
5-26 に示す．いずれの値も，乾き度の増大とともに気相容積流束は増大し，ボ
イド率が高くなっていることから，定性的にも定量的にもよく一致した結果が
得られている．横軸に締切法で計測した平均ボイド率m, qcv，縦軸に画像計測か
ら得た液膜厚さ分布から求めた平均ボイド率m, Iをとしたものを Fig. 5-27 に示
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す．液膜厚さから計測した平均ボイド率m, I は，締切法による値 m, qcv と±5 % 
以内で一致した．以上より，液面が滑らかな液膜に対しては液膜厚さに基づく
平均ボイド率計測は妥当であると言える．擾乱波が存在する場合には，代表点
の計測だけでなく，波の表面構造，移動速度を含めた計測が必要である． 
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Fig. 5-26 Change in void fraction and gas volumetric flux jG to varied vapor quality. 
 
 
Fig. 5-27 Comparison of volumetric average void fractions measured from liquid film 
thickness distribution obtained from the observed image m, I with measured results by 
quick closing valve method m, qcv observed image m, I and quick closing valve method 
m, qcv. 
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 次に，締切法から得た平均ボイド率から液膜厚さを求め，撮影画像から求め
た液膜厚さと比較する．Eq. 3-12 より，m, Iをm, qcv と置き換えることで，締切
法による平均液膜厚さ dqcv を求めることができる．締切法から求めた平均液膜厚
さと撮影画像から求めた液膜厚さを比較した結果を，Table 5-3 および Fig. 
5-28 に示す．これらの結果より，締切法で求めた平均液膜厚さと撮影画像から
算出した平均液膜厚さの誤差が，20 %程度に収まることを確認した． 
 
Table 5-3 Difference in average liquid film thickness between the measured results by 
two methods. 
dLF [mm] dqcv [mm] Difference [mm] 
0.211 0.212 0.001 
0.340 0.314 0.026 
0.210 0.235 0.025 
0.208 0.217 0.009 
0.149 0.194 0.046 
0.256 0.246 0.010 
0.206 0.185 0.021 
 
 
Fig. 5-28 Comparison of average liquid film thickness measured from the observed 
image dLF with measured results by quick closing valve method dqcv. 
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5.5 まとめ 
 本章では，TPF 実験で使用される流動観察部の各構成機器の詳細を述べると
ともに，その計測項目をまとめた． 
 次に，撮影画像に対する試験部での屈折率の影響を数値解析により評価した．
さらに，数値解析の結果は，環状流の液膜厚さ，気泡流の気泡径の計測精度に
ついて模擬物体を用いて実験的な評価を行った． 
 また，TPF 実験で使用する流動観察部とほぼ同等の機能をもつ実験装置を構
築し，実際の気液二相流動に対して環状流の液膜厚さ，環状流及びスラグ流に
おける平均ボイド率計測の妥当性を，締切法による計測結果との比較すること
で評価した．得られた知見を以下に示す． 
 
(1) TPF 実験フライトモデルの流動観察部における，撮影画像の空間分解能であ
る画素寸法は 27 m/pixel であった．また，画像にガンマ補正を施すことで
十分なコントラストが得られることを確認した．  
(2) 管内内挿物による模擬液膜の計測結果から，屈折率による補正を加えた管内
壁面の位置特定に基づく画素寸法を用いれば，屈折の影響の補正なしで液膜
厚さを画素寸法の精度で計測できることを確認した． 
(3) 分散気泡流の気泡径の計測精度を評価するため，流路に気泡を模擬したポリ
エチレン製ビーズを挿入し，観察画像より得られるビーズ径と実際のビーズ
径の比較を行った．流れ方向に対する屈折の影響は認められなかった．管断
面方向に対する屈折の影響が大きいことが確認されたが，撮影方向の位置に
対する補正式により，屈折の影響による画像のひずみを補正可能であること
を確認した． 
(4) 締切法を用いたボイド率計測に対して，撮影画像の液膜厚さから導出した平
均ボイド率m, Iは±5 %以内で一致しており，実際の気液二相流動に対して
も液膜厚さに基づくボイド率計測が可能であることを確認した． 
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第 6 章 沸騰伝熱管直下部における気液二相流動の発達特性 
 
 TPF 実験では，ISS で取得された微小重力環境下での実験結果が，GM（Ground 
Model）実験装置を用いた通常重力場での計測結果と比較されることで，気液二
相流の熱流動特性に及ぼす重力の影響が評価される．重力の有無の影響を的確
に評価するためには，実験条件，特に，沸騰伝熱試験部出口のオリティを合わ
せる必要があるため，GM 実験装置の各種計測機器，配管長さ，バルブ等配管部
品は FM（Fright Model）と同じ仕様とされた．また，GM 実験装置では，加熱試
験部および流動観察部の流路姿勢は，重力の影響が顕著となる垂直上昇流とさ
れた． 
 流動観察部は，実験スペースの制約[6-1]から金属伝熱管および透明伝熱管それ
ぞれの下流部のフランジを介して直結されているため，沸騰伝熱管出口から流
動観察位置までの助走距離が十分に確保されているとは言えない．そのため，
特に浮力による気相速度の加速が生じると考えられる通常重力場での計測では，
発達過程の気液界面構造が計測される恐れがある． 
 そこで，本章では，沸騰伝熱管直下部における垂直上昇気液二相流の発達特
性を評価するため，沸騰伝熱管下流部直下から等間隔で複数箇所に静電容量式
ボイド率センサーを配置することで，気液界面構造の観察およびボイド率分布
の計測結果から発達特性を評価した． 
 
6.1 TPF 実験装置における流動観察部の位置 
 作動流体が水－空気などの二成分系二相流や外部への熱損失が存在しない断
熱系での一成系気液二相流など，流動場が熱平衡状態であれば流路の位置に関
わらずクオリティは一定となるが，壁面せん断力，界面せん断力，表面張力，
そして浮力を受けることで，流動方向に対して気液界面構造が変化し，それに
伴いボイド率が変化することがある．低クオリティ条件での垂直上昇流を考え
た場合，例えばスラグ流では，気液二相流生成部（気液混合部もしくは沸騰伝
熱部）より流出する気液二相流は，下流へと向かうにつれ気泡の合体により大
気泡へと成長し，流動様相が発達していく．気泡が大きくなれば，界面せん断
力が作用する界面積に対し浮力が作用する気相体積の割合が増大し，気泡上昇
速度が大きくなると考えられる．そのため，気液二相流の流動様式やボイド率，
液膜厚さなどの計測では一般に，流動方向に対する流動様式の変化を考慮して，
気液混合部から十分な助走距離をおいた発達した流動場で計測される． 
 しかし，TPF 実験では二相流生成部である沸騰伝熱管と流動観察部の距離が
短いため，撮影される流動様相が発達した流動でないことが考えられる． 
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 TPF 実験装置における，流動観察部と伝熱試験部の位置関係の詳細を Fig. 
6-1(a),(b)に示す．流動様式は高速度カメラにより観察試験部中央で撮影される．
図中の赤色の破線枠内が撮影範囲であり，沸騰伝熱管加熱部出口から観察領域
中央部までの距離 L [m]は，金属伝熱管および透明伝熱管試験部でそれぞれ約 86 
mm (L/D = 21.5), 132 mm (L/D = 33)である．一般に，円管内単相流で流速分布が
発達する助走距離Linlet [mm]は管内径D [mm]もしくはReynolds数Re[-]に比例し，
層流もしくは乱流状態に対してそれぞれ下式で与えられる[6-2]． 
   
   DReL  065.0~06.0inlet  for laminar flow (6-1) 
  DL 40~25inlet   for turbulent flow (6-2) 
   
TPF 実験装置（D = 4.0 mm）では，単相乱流条件で助走距離は Eq. 6-2 より 100 ~ 
160 mm となるが，これは，金属伝熱管試験部の場合より長く，透明伝熱管の場
合は同等の距離となる．気液二相流の場合には，例えば気泡流であれば，気相
に作用する浮力は界面せん断力に対して比較的小さく，微小重力および通常重
力ともに流動が発達するまでの距離に大きな差はないと考えらえる．波津久や
賞雅ら[6-3]-[6-5]は，微小重力場および通常重力場の垂直上昇流に対する気泡流の流
れの発達過程などを評価しており，ここでは，重力加速度に関係なく，気泡流
計測位置と気液混合部からの助走距離 Z [mm]が管内径 D [mm]に対して D/L ≥ 40
で発達した流動となることを報告している．しかし，彼らの実験は水－空気二
成分系で行われており，さらに実験条件が低ボイド率の気泡流域のみであるた
め，沸騰伝熱管直下流での一成分気液二相流や高ボイド率域の流動については，
微小重力場のみならず通常重力場においても十分な知見は得られていないのが
現状である． 
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(a) Metal heating tube. 
Fig. 6-1 Detail configurations of the connection from (a) the metal heating section and 
(b) the transparent glass heating section to the observation section in the apparatus for 
TPF experiment. 
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(b) Transparent glass heating tube. 
Fig. 6-1 Detail configurations of the connection from (a) the metal heating section and 
(b) the transparent glass heating section to the observation section in the apparatus for 
TPF experiment. 
 
6.2 気液二相流の流れの発達に関する過去の研究 
 気液二相流の流れの発達に関する研究として，気液二相流の界面積濃度の計
測を目的としたものが多く報告されている． 
 気液二相流の一次元流モデルの基礎式を Eq. 2-3 および Eq. 2-4 で示したが，
これは，気液二相流を単一流体として扱ったものである．そのため，より詳細
な気液二相流動を把握するためには，基礎方程式の高度化が要求される． 
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 現在，気液二相流の基礎式として二流体モデルが広く用いられている．二流
体モデルは，気相と液相それぞれに対する質量保存則，運動量保存則，エネル
ギー保存則の計 6 個の式で構成され，気液界面構造の情報は界面熱伝達や界面
せん断力などの構成式に反映される．これらの構成式は，定常発達流に対して
得られたものが多く，未発達の流れには厳密には適用できない．そのため，気
液界面構造のより詳細な解析を行うためには，二流体モデルの更なる高度化が
必須であり，発達過程の気液界面構造を扱うことが可能である界面積濃度輸送
方程式の導入に向けた取り組みが進められている[6-3]．界面積濃度輸送方程式に
は，気液界面構造の発達に関する知見が不可欠であり，幅広い流動範囲に対す
る流れ方向の流動発達過程に対する研究が報告されている． 
 前項では，波津久や賞雅ら[6-3]-[6-5]の微小重力場および通常重力場の垂直上昇流
における気泡流の流れ方向への発達に関する研究について述べたが，彼らは，
さらに環状流の液膜構造の流れ方向への発達過程についての調査[6-6]を行ってい
る．ここでは，管内径 11 mm，長さ 3,000 mm の水‐空気二成分二相流の垂直上
昇環状流に対して，入口から等間隔で 21 点の計測点においてレーザーフォーカ
ス変位計 LFD（Laser Focus Displacement）と高速度カメラによる画像観察を同時
に行い，環状流液膜構造の流れ方向に対する変化を計測している．ここでは，
流動の発達に伴い，最大液膜厚さ及び擾乱波頻度が低下すること，最小液膜厚
さが流動の発達および気相流量が増大するにつれ低下する傾向にあること，さ
らに，この実験での最下流の計測点においても流れ方向に対する流動は完全に
発達していないこと，が報告されている． 
 Shen ら[6-7]は，大口径管内の低ボイド率域，すなわち気泡流，スラグ流域での
軸方向への流動様式の変化を評価するため，管内径 200 mm，長さ 26,000 mm の
水－空気二成分系二相流に対し，気液混合部からの距離Z [mm]がZ/D = 45.1, 82.8, 
113 の位置において，管半径方向の 11 点において光学プローブによるボイド率
の点計測を実施している．ここでは，流れ方向に対し緩やかな流動様式の遷移
が伴う条件において，流動方向に対するボイド率の低下が確認されたと報告さ
れている． 
 細管内気液二相流の気液混合部が流動に与える影響は，例えば Gregorc ら[6-8]
により報告されている．管内径 1.2 mm の水－空気二成分二相流に対し，気液混
合部を多孔質体とした形状と，気相注入口が液相の流れ方向に対し垂直な方向
の両端に位置した形状の 2 種類の装置を用いて，気液混合部の形状が気泡流の
気液界面構造に与える影響を評価している．ここでは，入口混合条件は，気泡
径への時間的・空間的な分布に影響を及ぼすこと，気泡流－スラグ流の遷移位
置に影響を与えることが報告されている． 
 上記を整理すると，① 気液二相流の気液界面構造は十分に長い距離を取った
143 
 
場合でも発達するとは限らない，② 流動様式の遷移による気液界面構造の変化
がボイド率に大きな影響を与える，③ 気液混合過程が初期の流動状態に影響を
及ぼす，ということが分かる．ただし，これらの発達に関する研究は，そのほ
とんどが水－空気二成分二相流に対し実施されたものであり，気液密度比が大
きく異なり，また，気液混合部が沸騰伝熱管となる一成分系気液二相流での報
告例はほとんど確認されない． 
 上記①，②においては，一成分系・二成分系であっても通常重力場ではさほ
どこの傾向に差はないと考えられるが，③については，水－空気二成分系にお
ける気液混合過程と，一成分系での沸騰伝熱管内での蒸気生成過程は大きく異
なることから，気液混合部直後での気液界面構造が大きく異なり，流動の発達
過程に大きな差があると考えられる． 
 気液二相垂直上昇流の蒸発管内における流動様相の一例[6-9]を Fig. 6-2(a)に，
二成分系気液二相流実験でよく用いられる気液混合部の一例[6-5]を Fig.6-2(b)に
示す．蒸発管内では，加熱管上流部では核沸騰支配域であり，壁面で生成した
気泡が離脱し他の気泡と合体しながら，気泡径が管内径に近い径をとなる気相
スラグへと成長する．気相スラグは小気泡と合体しながら，また，スラグ気相
の界面と管壁に形成された薄液膜からの液膜蒸発によりさらに気相体積が増大
し，気相が管中央部を流れる環状流へと遷移する．環状流になれば，管内沸騰
様相は環状流の液膜から液相が蒸発する強制対流蒸発となる．さらに熱流束が
高い条件であれば，環状流の液膜がすべて蒸発し，管中央部に小さな液滴が流
れる噴霧流となる．このように，加熱管熱流束とクオリティに応じて管内の流
動構造が変化する．一方，水－空気系といった二成分系二相流であれば，気液
混合部において器械的に気液が混合された後，下流へと流出する構造となる． 
 浮力による気相間の合体が促進される通常重力場において，助走距離を十分
にとった位置では，一成分系および二成分系二相流であっても流動様相に大き
な差はないと考えられるが，助走距離が十分ではない位置においては，入口条
件，すなわち気液混合部の気液界面構造が気液界面構造の発達過程に大きく影
響すると考えられる．そのため，微小重力場での計測結果のレファレンス（比
較対象）となる GM 実験装置で観察される流動が，発達過程にあるか否かを評
価しておくことは，気液二相流に及ぼす重力の影響を解明するためには非常に
重要である． 
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(a) Boiling two-phase flow [6-9]. (b) Mixer for air-water two-phase flow [6-5]. 
Fig. 6-2 Schematics of gas-liquid two-phase flow formation section for (a) 
one-component and (b) two-component two-phase flow. 
 
6.3 実験装置および実験手順 
 気液二相流の発達は，流動方向に対し複数点の位置で流動様式を観察するこ
とで評価できる．一方，流動様式の流動方向への変化は，気相・液相速度の変
化により生じると考えられる．気相・液相速度が変わればスリップ比も変化す
ることから，ボイド率の流動方向の変化を計測することでも流動の発達が評価
可能であるといえる． 
 以上より，本実験では，TPF 実験 GM における気液二相流動の発達特性を評
価するため，沸騰伝熱管下流部から等間隔の複数箇所で断面平均ボイド率を計
測し，流動挙動の観察と合わせて，沸騰伝熱管下流部における気液二相流動の
発達過程を評価した． 
 
6.3.1 実験装置 
 実験装置概略を Fig. 6-3 に示す．作動流体には十分に脱気された FC-72 を使
用した．メインループは，タンク①，マグネットギアポンプ②，フィルター③，
タービン式流量計④，流路内にカートリッジヒーターが挿入されたプレヒータ
ー⑤，試験部⑦，凝縮器⑧で構成される．プレヒーターの構造は Fig. 2-11 で示
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したものと同じ構造であり，加熱部の流動が垂直上昇流となるよう配置した．
また，凝縮器構造は二重管式熱交換器であり，恒温槽⑫により所定の温度に設
定された冷却水により冷却され，作動流体を凝縮させる． 
 試験部は，加熱試験部⑧と観察試験部⑨で構成されており，管内径 D [mm]は
TPF 実験装置と同じ 4.0 mm とした．加熱試験部で作動流体は沸騰し，観察部へ
と気液二相流が供給される．加熱試験部および観察試験部の詳細な構造は後で
述べる．空気の強制対流による実験装置外部への熱損失を防ぐため，試験部の
周囲はビニールシートにより覆われた． 
 
6.3.1.1 加熱試験部 
 加熱試験部及び観察部の詳細図を Fig. 6-4 に示す．加熱試験部は，ステンレス
製薄肉円管（D = 4.0 mm），真鍮製フランジ，ガラス管，K 型熱電対で構成され
る．加熱管の長さは，TPF 実験の金属伝熱管と同じ 368 mm とし，電圧印可によ
るジュール熱により作動流体を加熱する．加熱管への電圧印可は，交流安定化
電源からの交流 100 V をボルトスライダーおよび変圧器で所定の電圧に変換し
た後，加熱管両端に銀ロウ付けで固定された真鍮製フランジを介して行われる．
最大印可電圧は，変圧器の性能（許容電流値）により制限される．そのため，
試験部の電気抵抗が大きいほど薄肉管へ印可可能な電圧値は大きくなり，最大
加熱量を大きくすることができる．一般に，金属の電気抵抗は，材質の電気抵
抗率が大きく，加熱長さが長いほど，断面積が小さいほど大きくなる．そこで，
加熱試験部の材質には電気抵抗率が他の金属に比べて大きいステンレス鋼を選
択した．試験部長さは，TPF 実験の金属伝熱管と合わせたため，TPF 実験で想
定されている最大加熱量 280 W に近い加熱量を得るためには，管の断面積，す
なわち管の肉厚を薄くする必要がある．本研究では，管の肉厚が 0.15 mm であ
る薄肉金属管を伝熱管として使用した．交流電源回路には，過度な電流が試験
部に流れるのを防ぐため遮断器を設置した．また，加熱試験部は，上流よび下
流への漏電を防ぐため，加熱管と同じ内径のガラス管を介して実験ループに接
続された．  
 伝熱管表面温度計測のため，素線径 0.1 mm の K 型熱電対が，等間隔で 9 箇所
の位置にスポット溶接された．また，加熱部から外部への熱損失を低減させる
ため，半円型の窪みが加工された 2 枚のセラミック製断熱ボードで伝熱管を挟
むことで断熱を行った． 
 
6.3.1.2 観察試験部 
 観察試験部詳細を Fig. 6-5(a), (b)に示す．流動方向に対し計測部中心位置が 60 
mm 間隔となるよう，Fig. 2-4(c)で示した静電容量式ボイド率センサーを 4 つ配
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置した．本研究では設置された静電容量式ボイド率センサーを，上流から順番
に Section 1, Section 2, Section 3, Section 4 とする．観察試験部の流路は，内径 4.0 
mm，外径 6.0 mm，全長 238 mm の耐熱ガラス管とし，加熱管のフランジに直結
された．加熱管出口から Section 1 ～ 4 のボイド率計測位置までの距離 L [mm]
は，L/D = 7.5, 22.5, 37.5, 52.5 となるよう設置された．ここで，加熱試験部出口と
流動観察位置までの距離は，TPF 実験の金属伝熱管の場合で Section 2 と，透明
伝熱管の場合で Section 3 とほぼ同等の値となる． 
 本実験で使用した静電容量式ボイド率センサーの電極形状を Fig. 6-5(b)に示
す．静電容量計測の計測精度は 2.5.2 項で確認したものと同等である．Section 1 
~ 4 はすべて電気的に独立しているが，静電容量計測器では複数の信号を同時に
処理することができないため，ここでは BNC ケーブルをつなぎ変えることでボ
イド率を順次計測する． 
 観察試験部の流動観察は，2 台の高速度カメラを用いて実施する．1 台の高速
度カメラで Section 1, 2 を，もう一台の高速度カメラで Section 3, 4 を同時に観察
できるよう，高速度カメラを配置した．なお，光源として LED ライトをバック
ライトとして使用した． 
 観察試験部の外観を Fig. 6-6 に示す． 
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Fig. 6-3 Schematic diagram of experimental setup for void fraction measurement at 
several points in the developed region from the heating section. 
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Fig.6-4 Structure of the heating section. 
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(a) Detail configuration of capacitance sensors in the observation section. 
Fig 6-5 Configuration of the observaition section. 
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(b) Shape of the electrodes of the capacitance probe. 
Fig 6-5 Configuration of the observaition section. 
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Fig. 6-6 Overview of the test section. 
 
  
Section 1 
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Section 3 
Section 4 
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6.3.2 測定項目 
 本実験では，体積流量，プレヒーター加熱量，加熱試験部加熱量，プレヒー
ター入口温度，加熱試験部入口温度，観察試験部出口温度，断熱材表面温度，
実験環境温度（室温），プレヒーター入口圧力，加熱試験部出口圧力，観察試験
部出口圧力，観察試験部差圧，そして各電極位置でのボイド率を計測した．出
力信号は，ボイド率及び観察部差圧はデータロガー①（GRAPHTEC 製：DATA 
PLATFORM GL7000）を用いてサンプリング周波数 1000 Hz で計測し，加熱管表
面温度および断熱材，実験環境温度はデータロガー②（GRAPHTEC 製：DATA 
PLATFORM GL7000）を用いてサンプリング周波数 100 Hz で計測し，さらに残
りの物理量はデータロガー③（HIOKI 製：メモリハイロガー8423）を用いてサ
ンプリング周波数 100 Hz で計測した． 
 各物量は以下の計測機器により計測した． 
 
 
(1) 流量：タービン流量計（日本フローコントロール製：FTO-1，計測範囲：0~300 
ml/min，計測精度：± 0.5 % of full scale）で計測した． 
(2) プレヒーター加熱量：カートリッジヒーターでの消費電力は，ディジタルパ
ネルメータ（鶴賀電機㈱，451A-49-A，計測精度：± 0.1 % of reading value）
と変流器（鶴賀電機㈱，CT-5T），電力トランスデューサ（タケモトデンキ㈱，
TW-04C1）から構成される電力計で計測した． 
(3) 試験部加熱量：加熱試験部での加熱量は，交流電源回路に配置された交流電
圧計（鶴賀電機製：482F-24-3，測定範囲：Max 9.99 V，計測精度：± 0.2 % of 
reading value）および交流電流計（鶴賀電機製：482F-37-3，測定範囲：Max 5.0 
A，計測精度：± 0.7 % of reading value）で計測した電圧，電流から，データ
ロガー③での演算処理によって計測した． 
(4) 圧力：ヒーター入口圧力は SOS 式アンプ内蔵圧力計（Minebea 製：
NS100A-2MPa，定格容量：絶対圧 2.0 Mpa，計測精度：± 0.5 % of rated output）
を，試験部入口及び出口圧力は SOS 式アンプ内蔵圧力計（Minebea 製：
NS100A-500kP，定格容量：ゲージ圧 500 kPa，計測精度：± 0.5 % of rated output）
で計測した． 
(5) 差圧：観察部差圧は，圧力トランスデューサ（ VALIDYNE 製：
P55D-1-S-5-22-S-4-A，計測範囲：± 14 kPa，計測精度：± 0.25 % of full scale）
で計測した． 
(6) 温度：流体温度は，各計測点ともに K 型シース熱電対（大貴工業製：シー
ス径 1.0 mm，計測精度：± 0.05 % of reading value）を流路内に挿入すること
で，また，加熱管壁面温度，断熱材表面温度，実験環境温度は素線径 0.1 mm
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のクロメル，アルメル線をスポット溶接により製作した K 型熱電対をスポ
ット溶接またはカプトンテープにより貼り付け，それぞれ計測した． 
(7) 静電容量：静電容量変換器（山本電気インスツルメント製：HC-102 型，計
測分解能：10-4 pF，最高測定範範囲：10 pF）で計測した． 
 
 一方，観察試験部での流動観察は，Section 1, 2 側および Section 3, 4 側ともに
高速度カメラ（IDT 製：MotionXtra N3）を用いて実施した．カメラ撮影条件は，
フレームレート 1000 fps，露光時間 100 s で実施し，一条件につき 5000 枚の画
像を取得した． 
 なお，上記で記した 3 つのデータロガーと高速度カメラは，トリガ信号とし
て計測時に 3.0V 直流電圧を印可することで計測時間を同期させた． 
 
6.3.3 実験条件と実験手順 
 本実験では，TPF 実験における金属伝熱管下流部に設置された流動観察部の
撮影範囲の気液二相流動に及ぼす気液混合過程の影響を評価することを目的と
している．そのため，実験条件は TPF 実験で計画されている実験範囲の中でも，
特に重力の影響が顕著となる低質量流束条件での計測を対象とした．実験条件
をまとめたものを Table 6-1 に示す．ここで，サブクール度は加熱管入口部での
値を，クオリティは観察部入口部での値を示しており，クオリティは熱平衡ク
オリティとして下式により算出した． 
   
  
fgh
hWQQQhx LsatOlossHlossinsubin   (6-3) 
   
ここで，Qin は加熱試験部での入力熱量[W]，W は質量流量[kg/s]，hsubin はヒータ
ー入口部における流体の比エンタルピー[J/kg]，hLsat は飽和液の比エンタルピー
[J/kg]，hfg は蒸発潜熱[J/kg]である．また，QHlossおよび QOlossは加熱試験部および
観察試験部での熱損失量[W]である．熱損失量の推定方法は，次項で述べる． 
 
Table 6-1 Experimental conditions 
 Mass flux G [kg/(m2s)] 50 ~ 300 
 Sub-cool temperature T [K] 5 ~ 10 
 Quality x [-] 0.01~0.60 
 
 実験手順は以下の通りである． 
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(1) ループ内の作動流体を所定の流量で循環させる．このとき，いずれのデータ
ロガーもサンプリング周波数を 1 Hz に設定してデータを計測しておく．ま
た，静電容量計測器は Section1 の電極と接続しておく． 
(2) プレヒーター加熱量を上昇させ，加熱試験部の入口温度が目的のサブクール
温度になるよう調整する．  
(3) 加熱管試験部入口温度が目的のサブクール度になれば，加熱試験部に交流電
圧を印可し，薄肉管による流体加熱を開始する．この時，加熱試験部での損
失量を検定するため，印可電圧を質量流束条件に応じて 1.0～2.0 V 刻みのス
テップごとに上昇させる．断熱材表面温度および観察部出温度が定常となれ
ばその時のデータを取得，次の電圧ステップへ進む．これを，流体が沸騰開
始するまで繰り返す． 
(4) (3)で沸騰開始が確認された後，計測周波数を 100 Hz 前に変更する．実験は，
定常状態に至るまでの待ちの時間を考慮して，クオリティの高い条件，すな
わち環状流から計測を開始する．高速度カメラのライブ画像を確認しながら，
所定の流動様式（高クオリティ条件）となるよう印可電圧を調整する． 
(5) 断熱材表面温度と観察試験部出口温度が定常状態となっていることを確認
した後，すべてのデータロガー及び 2 台の高速度カメラにトリガを入力し，
データサンプリングを行う． 
(6) データサンプリング開始から 60 秒経過後に加熱試験部での流体加熱を中止
し，観察試験部に液単相流が流れるまで待機する．ここで得られる液単相流
における静電容量は，Eq. 2-14 での Vmax として使用する．観察試験部で液
相単相流が流れたのを確認した約 5 秒後にデータロガーによるデータサン
プリングを停止し，加熱試験部での流体加熱を開始する． 
(7) 静電容量計測器に接続されている信号ケーブルを Section 1 から取り外し，
Section 2 と接続する．この後，操作(5)へと戻り，静電容量検出器が Section 4
に接続された条件で操作(6)を実施するまで繰り返す．（操作(5), (6)を 4 回実
施する．） 
(8) Section 4 での計測が終了すれば，次の低乾き度の実験条件となるよう，加熱
試験部の印可電圧を低下させ，操作(5)に戻る． 
 
6.3.4 信号ケーブルの再接続が計測精度に与える影響の評価 
 本実験ではボイド率を静電容量センサーで計測するが，それぞれの Section で
同時に計測できないため，計測中に信号ケーブルを付け替える必要がある．本
実験で計測する静電容量は極めて小さく，周囲ノイズの影響を受けやすい．そ
のため，信号ケーブルの付け替え操作により計測値が変化するようなことがあ
れば，ボイド率計測精度の信頼性が低下してしまう．そこで，本項では，信号
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ケーブルの付け替え操作が静電容量計測へ及ぼす影響の程度を評価した． 
 試験部流路に空気が満たされた状態で，静電容量検出器と各 Section の信号ケ
ーブルを付け替えた時の，静電容量計測器の出力電圧を Fig. 6-7 に示す． 
 
Fig. 6-7 Repeatability of the output of the capacitance sensor with changing electrode. 
 
図中の横軸は計測時間を，縦軸は静電容量検出器の出力電圧[V]を示しており，
グラフ右端に記載されている数字は，接続されている Section 番号を示している． 
 計測では，Section 1 ~ 4 ともに，5 回の付け替え操作を行ったが，各電極とも
に付け替えの前後での計測電圧に大きな差は認められず，付け替えによる出力
電圧の変化は平均値に対し±1.0 %以内であることを確認した． 
 以上より，本実験では，計測中に電極を付け替える操作を行った場合でも，
計測される静電容量に変化がない，すなわち，ケーブルの付け替え操作がボイ
ド率の計測精度に及ぼす影響はおおよそ無視できることを確認した． 
 
6.3.5 加熱試験部および観察試験部での熱損失評価 
 観察試験部でのクオリティを求めるためには，加熱試験部および観察試験部
での熱損失を正しく評価しておく必要がある．ここでは，観察試験部および加
熱試験部における熱損失を評価した． 
 
6.3.5.1 観察試験部での熱損失評価 
 本実験装置の観察試験部は，高速度カメラによる気液二相流動の観察を行う
ため，断熱材を設置することができない．そのため，観察試験部周りの空気に
よる自然対流による熱損失が発生する．流動方向に対する発達を評価するため
には，各計測位置におけるクオリティを正確に得る必要があるため，観察試験
部での熱損失量の算出が重要となる． 
 空気の自然対流熱伝達率Air [W/(m2K)]，観察試験部の表面積 Aobs [m2]，観察
試験部の表面および空気の温度 Tobs, TAir [K]を用いて，ニュートンの冷却法則[6-10]
により観察試験部での熱損失量 QOloss [W]は下式で表される．  
0 500 1000 15000
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2
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lta
ge
 [V
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156 
 
   
  AirobsobsAirOloss TTAαQ   (6-4) 
   
 ここで，空気の自然対流熱伝達率は一定であると仮定すれば，観察試験部で
の熱損失量は観察試験部の表面温度と空気の温度差に比例することがわかる．
観察試験部の表面温度は加熱流体からの熱伝導により上昇すると考えられるた
め，本実験では，この観察試験部の表面温度を，観察試験部の平均流体温度と
近似することで，観察試験部での熱損失量を整理した． 
 観察部の熱損失量の評価は，Fig. 6-3 の実験装置を用い，K 型熱電対（大貴工
業製：シース径 0.5 mm）を，加熱試験部と観察試験部の中間に設けられた静圧
孔より挿入することで加熱試験部出口温度（観察試験部入口温度）を計測した．
作動流体は液相単相流状態とし，所定の流量を循環させながらプレヒーターで
流体温度を調整し，観察試験部の出入口温度の変化から，次式で損失量を算出
した． 
   
   WTCTCQ obsinP_obsinobsoutP_obsoutOloss   (6-5) 
   
 ここで，Cp_obsin, Cp_obsoutおよび Tobsin, Tobsoutは観察試験部の入口・出口での定圧
比熱[J/(kg･K)]，流体温度[K]を，W は作動流体の質量流量[kg/s]である． 
 観察試験部での熱損失量を，流体平均温度 Tm, obs [°C]と実験環境温度 TAir [°C]
の差で整理して，Fig. 6-8 に示す．これより，同じ質量流束条件であれば，流体
平均温度と実験環境温度の差に対し熱損失量が比例することがわかる．本実験
では，本項で得られた結果を用いて，観察試験部での熱損失を算出した． 
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Fig. 6-8 Heat loss in the observation section against the temperature difference between 
fluid and ambient. 
 
6.3.5.2 加熱試験部での熱損失評価 
 加熱試験部においても，前項の観察試験部と同様，空気の自然対流熱伝達に
よる熱損失が存在する． 
 加熱管での入熱量を Qin [W]とする．外部への熱損失がないと仮定すれば，こ
の加熱量分，流体のエンタルピーが上昇するが，実際は断熱材を通した実験環
境への熱移動が存在するため，熱損失が生じる．加熱管の入口，出口の流体温
度[K]を Thin, Thout，定圧比熱[J/(kg･K)]を Cphin, Cphoutとし，質量流量 W [kg/s]の液
単相流が循環している場合，加熱管出入口間の熱バランスより加熱試験部での
放熱量 QHloss [W]は下式で与えられる． 
   
   WTCTCQQ hinPhinhoutPhoutinHloss   (6-6) 
   
 Eq. 6-6 を用いて加熱管の入口・出口温度から熱損失量を算出できる．しかし，
加熱管の入口温度，すなわちサブクール度に応じて熱損失量は変化するため，
観察試験部のように事前に熱損失量を評価しておくことはできない．そこで，
加熱試験部での熱損失量は各実験条件の計測前に計測した．なお，計測手順は
6.3.3 項の実験手順ですでに示している． 
 加熱試験部においても観察試験部と同様，単相流の加熱実験を行うことで熱
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損失量を評価した．熱損失量計測結果の一例を Fig. 6-9 に示す．ここで，横軸は
加熱管表面の平均温度 Tm, wall [°C]と断熱材温度 Tins [°C]の差を示しており，縦軸
は Eq. 6-8 により導出した熱損失量である．なお，この時の加熱管試験部出口温
度（観察試験部入口温度）は，計測されなかったため，実験では観察部を含め
ての熱損失量を計測し，計測結果から前項の観察試験部での熱損失を差し引く
ことで加熱試験部の熱損失を計測した． 
 
 
Fig. 6-9 Heat loss from the heating section against the temperature difference between 
heating wall and surface of heat insulator. 
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6.4 計測結果 
 流動様式は高速度カメラ撮影画像から判定され，本実験では，気泡流，スラ
グ流，チャーン流，セミアニュラー流，環状流の 4 つに大別された．各流動様
式の判定基準を以下に示す． 
 
(1) 気泡流：連続した液相中に気泡が分散して流れる流動とした． 
(2) スラグ流：流路断面を満たすよう大きな砲弾型の気相と小さな気泡を含んだ
液相が交互に流れる流動であり，気相スラグ先端の気液界面が安定して形成
されているのが確認される流動とした． 
(3) チャーン流：気相割合が増大すると気相スラグの体積が増大し，気相スラグ
間で合体が生じ，気液両相が混在した大きな乱れを伴う間欠的な流動が生じ
る．この時，重力の影響により流動方向とは逆向きに一時的に液が流れ，フ
ラッディングし，気相に巻き上げられることで大きな乱れが確認できる流動
とした．主に，液相容積流束が小さい条件で確認された． 
(4) セミアニュラー流：チャーン流と同様，気液両相が混在する大きな乱れを伴
う間欠的な流動であるが，チャーン流に対し，液相の逆流が確認されない流
動とした． 
(5) 環状流：液相が管壁面上，気相が管中央部に完全に分離して流れる流動とし
た．質量流束が大きい時には，液膜表面を大きな波を形成して移動する擾乱
波が確認された． 
 
 以下では，高速度カメラ撮影画像および静電容量式ボイド率センサーにより
計測されたボイド率時間変動を基に，気液二相流の発達特性を評価する． 
 
6.4.1 観察部入口部におけるクオリティの再現性 
 本実験では，Fig. 6-5(a)で示した加熱試験部から等間隔の 4 箇所の計測位置に
おける流動観察およびボイド率計測を行うが，ボイド率計測については，計測
機器の都合上，4 箇所同時での計測は不可能であり（6.3.4 項），計測位置ごとに
信号ケーブルを付け替えて計測を行った．また，静電容量センサーによるボイ
ド率計測では各箇所における計測時の液単相状態での静電容量が必要となるた
め，計測ごとに加熱を停止して液単相流にする必要があった（実験手順は 6.3.3
項で示した）．そのため，流動観察部の入口条件，特にクオリティが，4 回の計
測でばらつく恐れがある．そのため，気液二相流の発達特性を評価するには，
入口条件であるクオリティのばらつきの程度を事前に把握する必要がある． 
 本実験で得られた流動観察部入口でのクオリティの実験回数に対する変化を，
質量流束ごとにまとめて Fig. 6-10(a)-(d)に示す．ここで，x は観察部入口でのク
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オリティ[-]，n は実験回数であり，1 ~ 4 の値で表される．それぞれの図におい
て，下段グラフは実験回数に対するクオリティの変化を，上段のグラフは，1 回
目のクオリティに対する n 回目のクオリティの比を示しており，図中の青の破
線は基準に対しそれぞれ±3 %の誤差範囲を示している． 
 高クオリティ域では，実験回数に対する変化はいずれの質量流束においても
±3 % の範囲内に収まることが確認された．一方，低クオリティ域では，例えば
Fig. 6-10(b)の x = 0.05 以下の条件では，実験回数に対する変動が大きくなってい
る．これは，管内の沸騰様相は核沸騰であるが，発砲核密度が小さく熱伝達率
が低く，放熱の影響を受けやすくなったためだと考えられる． 
 本実験では，観察部入口クオリティのばらつきが±3 %の範囲内にあった高ク
オリティ域，すなわちスラグ流，チャーン流，セミアニュラー流，環状流を対
象として気液二相流の発達特性の評価を行う． 
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(a) G = 50 kg/(m2s). 
 
 
(b) G = 100 kg/(m2s). 
Fig. 6-10  Evaluation of the inlet quality for each measurement with the same 
experimental condition. 
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(c) G = 150 kg/(m2s). 
 
 
(d) G = 200 kg/(m2s). 
Fig. 6-10  Evaluation of the inlet quality for each measurement with the same 
experimental condition. 
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(e) G = 300 kg/(m2s). 
Fig. 6-10  Evaluation of the inlet quality for each measurement with the same 
experimental condition. 
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6.4.2 気液界面構造の発達特性 
6.4.2.1 流動方向に対する流動様式の変化 
 観察画像より判定した各計測位置での流動様式観察結果を，横軸を気相容積
流束 jG [m/s]，縦軸を液相容積流束 jL [m/s]とした線図に整理し，Mishima-Ishii の
流動様式遷移境界モデル[6-11]と比較する．気相および液相容積流束，Mishima-Ishii
の流動様式遷移境界モデルの詳細は 3.5.1 項ですでに示している．各計測位置で
の流動様式判定結果を Fig. 6-11(a)-(d)に示す．図中の破線は，Mishima-Ishii によ
る流動様式遷移境界モデルである． 
 スラグ流－環状流およびチャーン流－環状流の遷移境界は，計測位置にかか
わらず Mishima-Ishii モデルとよく一致することが確認できる．一方，スラグ流
－チャーン流の遷移境界に注目すると，加熱管出口から近い Section 1 および
Section 2（L/D = 7.5, 22.5）では，Mishima-Ishii モデルよりも低い jG でチャーン
流が確認された．一方，加熱管から遠ざかるにつれ，チャーン流の遷移境界は
Mishima-Ishii モデルに近づくことが確認された．これは，Mishima-Ishii モデルは
発達流を対象としたものであり，沸騰伝熱部下流直後では蒸気泡が連続して流
動するためチャーン流に近い流動様式になったと考えられる．その流れが下流
に行くに従い，気泡が合体し，大気泡を形成してスラグ流となったことより，
下流では流動観察結果が Mishima-Ishii モデルによく一致したと考えられる． 
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(a) Section 1. (L/D = 7.5) 
 
 
(b) Section 2. (L/D = 22.5) 
Fig. 6-11 Flow pattern map for two-phase flow structure at each measurement point 
with flow pattern transition boundaries prroposed by Mishima and Ishii [6-11]. 
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(c) Section 3. (L/D = 37.5) 
 
 
(d) Section 4. (L/D = 52.5) 
Fig. 6-11 Flow pattern map for two-phase flow structure at each measurement point 
with flow pattern transition boundaries prroposed by Mishima and Ishii [6-11]. 
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6.4.2.2 流動方向に対する気液界面構造の変化 
 本項では，各計測点での流動観察画像および断面平均ボイド率の計測結果に
基づく，気液界面構造の変化を評価する．ここでは，流動方向の変化が特に顕
著であった実験条件に対して考察する．流動挙動の時間変化を Fig. 6-12(a)-(d) ~ 
Fig. 6-16(a)-(d) に，ボイド率時間変動およびその確率密度関数 PDF（Probability 
Density Function）の計測結果を Fig. 6-17(a)-(d) ~ Fig. 6-21(a)-(d) に，質量流束
および乾き度の実験条件とともに示す．各図の標題に示した流動様式は Section 4
で，気相・液相容積流束およびクオリティは Section 1 での値である．また，図
中のaveおよびは平均ボイド率[-]とその標準偏差[-]であり，サンプリング周波
数 1000 Hz，60 秒間の計測データから算出された．流動観察画像は同時刻で撮
影されたものであるが，ボイド率時間変動はセンサーの切り替えにより計測さ
れたものである．また，ボイド率時間変動に対する PDF は，サンプリング周波
数 1000 Hz，60 秒間のデータに対し，ビン数を 100 として算出された． 
 高クオリティ条件，すなわち環状流域（Fig. 6-12(a),(b), Fig. 6-13(a), Fig. 
6-14(a), Fig. 6-15(a), Fig. 6-16(a), Fig. 6-17(a),(b), Fig. 6-18(a), Fig. 6-19(a), Fig. 
6-20(a), Fig. 6-21(a)）では，質量流束に関わらず，試験部上流側である Section 1
の位置において気液界面の乱れが大きいことが確認され，下流に向かうにつれ
その乱れが減少し，平滑化する様子が確認された．しかし，流動構造自体の大
きな変化は確認されなかった．同じ条件でのボイド率時間変動や PDF に注目す
ると，画像観察により確認された気液界面の乱れの傾向はボイド率時間変動に
一致することが確認された．PDF を詳細に見ると，Section 1 でピークを取るボ
イド率が下流の他の電極に比べて少し高くなっているが，その分布には大きな
差は確認されなかった．これより，環状流では加熱管出口ですでに環状流の液
膜構造が形成されており，気相速度が速いため慣性力が大きいため流動方向の
界面構造の変化の影響は相対的に小さくことから，流動方向へのボイド率変化
への影響は小さいと言える． 
 次に，チャーン流及びセミアニュラー流といった気液両相の大きな乱れが存
在する間欠的な流動（Fig. 6-12(c), Fig. 6-13(b), Fig. 6-14(b), Fig. 6-15(c)，Fig. 
6-16(b), Fig. 6-17(c), Fig. 6-18(b), Fig. 6-19(b), Fig. 6-20(c)，Fig. 6-21(b)）につ
いて評価する．流動観察結果より Section 1, 2 の試験部上流側では，部分的に液
膜が逆流する流動は確認されず，環状流もしくはセミアニュラー流と判定され
たが，試験部下流に向かうにつれ，環状流の液膜界面が乱れたセミアニュラー
流に，また，セミアニュラー流と判定された流動の場合，液膜が時折下降流と
なるチャーン流に遷移する様相が確認された．ボイド率時間変動および PDF を
見ると，Section 1 での計測結果を他の計測点を比べると，ボイド率変動波形に
大きな差は認められないが，PDF では環状流と同様，Section 1 でのボイド率分
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布のピーク値が高くなっている．一方で，Section 3, 4 での PDF におおきな差は
確認されなかった．これより，Section 3（L/D = 37.5）でおおかた流動は発達し
ているものと考えられる． 
 加熱管内では作動流体は沸騰し，下流に向かうほどクオリティが高く，気相
流速が大きくなる．一方，伝熱面近傍では，核沸騰域であれば液相内に気泡が
混在する流れとなり，この気泡の存在が気相容積流束を増大させ，液相が加速
される．しかし，加熱管を出れば断熱流となるため，液相内から気泡が離脱し
液膜流となることで重力の影響により液相速度は減速する．そのため，断熱部
では気液間速度差が大きくなり，界面が乱れた流動となる．Section 1 は加熱管
出口直下部（L/D = 7.5）に位置するため，沸騰伝熱管内の流動構造の影響を強く
受けた界面構造となるが，下流部では気相コア部での気相流速の上昇，液膜流
速の低下によって重力の影響を受けやすくなりチャーン流へと遷移したと考え
られる． 
 次に，スラグ流（Fig. 6-12(d), Fig. 6-13(c),(d), Fig. 6-14(c),(d), Fig. 6-15(d)，
Fig. 6-16(c),(d), Fig. 6-17(d), Fig. 6-18(c),(d), Fig. 6-19(c),(d), Fig. 6-20(d)，Fig. 
6-21(c),(d)）について評価する．流動観察画像ではスラグ流域で流動方向に最も
大きな気液界面構造の変化が確認された．Section 1, 2 の上流側では，観察した
流動時間（5 秒間，5,000 枚）のほとんどが環状流のような厚い液膜を有する流
動構造であり，多数の小気泡を含んだ液スラグが時おり確認されるものの，そ
の周期は非常に長い．Section 3, 4 と下流に向かえば気液の分離が進行し，長い
気泡が形成されていく様相が確認された．このような気液界面構造の変化はボ
イド率時間変動からもはっきりと確認できる．一方，PDF を見ると，上流側で
ある Section 1, 2 では滑らかなピークを有する幅広いボイド率に広がった分布で
あるが，下流側の Section 3, 4 では高ボイド率，低ボイド率側の 2 つの位置にピ
ークがみられ，典型的なスラグ流の分布となった．観察試験部上流側では，核
沸騰で形成された蒸気泡が連続して排出されていたのに対し，断熱部では合体
により気泡が大きくなり，大きくなった気泡は浮力によって速度を上げ，さら
に小さな気泡を取り組むようになり，ボイド率の粗密が明確となるスラグ流へ
と遷移したと考えられる． 
 以下に，上記で確認された内容を簡潔にまとめる． 
 
(1) 伝熱管出口で環状流が形成されている実験条件では，Section 2（L/D = 22.5）
において流動が発達していた．流動様式の変化は見られなかった． 
(2) 伝熱管出口でセミアニュラー流である実験条件では，Section 3（L/D = 37.5）
でおおかた流動が発達していた．この場合，流動様式は液相が重力の影響を
受けるようになり，チャーン流に遷移した． 
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(3) 伝熱管出口でスラグ流である実験条件では，Section 4（L/D = 52.5）において
も完全な流動の発達は確認されなかった．伝熱管出口では液スラグ部にも多
数の気泡が確認されたが，下流に向かうに従いボイド率の粗密が顕著となり，
気液界面が平滑であるスラグ流が形成された． 
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(a) Annular flow. (G = 50 kg/(m2s), x = 0.55, jG = 2.16 m/s, jL = 0.01 m/s) 
Fig. 6-12 Flow behaiviors on each electrode for G = 50 kg/(m2s). 
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(b) Annular flow. (G = 50 kg/(m2s), x = 0.35, jG = 1.34 m/s, jL = 0.02 m/s) 
Fig. 6-12 Flow behaiviors on each electrode for G = 50 kg/(m2s). 
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(c) Churn flow. (G = 50 kg/(m2s), x = 0.14, jG = 0.57 m/s, jL = 0.03 m/s) 
Fig. 6-12 Flow behaiviors on each electrode for G = 50 kg/(m2s). 
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(d) Slug flow. (G = 50 kg/(m2s), x = 0.09, jG = 0.37 m/s, jL = 0.03 m/s) 
Fig. 6-12 Flow behaiviors on each electrode for G=50 kg/(m2s). 
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(a) Annular flow. (G = 100 kg/(m2s), x = 0.34, jG = 2.56 m/s, jL = 0.04 m/s) 
Fig. 6-13 Flow behaiviors on each electrode for G = 100 kg/(m2s). 
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(b) Churn flow. (G = 100 kg/(m2s), x=0.09, jG = 0.74 m/s, jL = .05 m/s) 
Fig. 6-13 Flow behaiviors on each electrode for G = 100 kg/(m2s). 
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(c) Slug flow. (G = 100 kg/(m2s), x = 0.05, jG = 0.39 m/s, jL = 0.06 m/s) 
Fig. 6-13 Flow behaiviors on each electrode for G = 100 kg/(m2s). 
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(d) Slug flow. (G = 100 kg/(m2s), x = 0.04, jG = 0.33 m/s, jL = 0.06 m/s) 
Fig. 6-13 Flow behaiviors on each electrode for G = 100 kg/(m2s). 
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(a) Annular flow. (G = 150 kg/(m2s), x = 0.15, jG = 1.62 m/s, jL = 0.08 m/s) 
Fig. 6-14 Flow behaiviors on each electrode for G = 150 kg/(m2s). 
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(b) Churn flow. (G = 150 kg/(m2s), x = 0.94, jG = 0.74 m/s, jL = 0.08 m/s) 
Fig. 6-14 Flow behaiviors on each electrode for G = 150 kg/(m2s). 
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(c) Slug flow. (G = 150 kg/(m2s), x = 0.05, jG = 0.52 m/s, jL = 0.09 m/s) 
Fig. 6-14 Flow behaiviors on each electrode for G = 150 kg/(m2s). 
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(d) Slug flow. (G = 150 kg/(m2s), x = 0.04, jG = 0.39 m/s, jL = 0.09 m/s) 
Fig. 6-14 Flow behaiviors on each electrode for G = 150 kg/(m2s). 
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(a) Annular flow. (G = 200 kg/(m2s), x = 0.27, jG = 3.68 m/s, jL = 0.09 m/s) 
Fig. 6-15 low behaiviors on each electrode for G = 200 kg/(m2s). 
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(b) Annular flow. (G = 200 kg/(m2s), x = 0.11, jG = 1.66 m/s, jL = 0.11 m/s) 
Fig. 6-15 low behaiviors on each electrode for G = 200 kg/(m2s). 
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(c) Semi-Annular flow. (G = 200 kg/(m2s), x = 0.05, jG = 0.75 m/s, jL = 0.12 m/s) 
Fig. 6-15 low behaiviors on each electrode for G = 200 kg/(m2s). 
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(d) Slug flow. (G = 200 kg/(m2s), x = 0.04, jG = 0.54 m/s, jL = 0.12 m/s) 
Fig. 6-15 low behaiviors on each electrode for G = 200 kg/(m2s). 
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(a) Annular flow. (G = 300 kg/(m2s), x = 0.19, jG = 3.90 m/s, jL = 0.16 m/s) 
Fig. 6-16 Flow behaiviors on each electrode for G = 300 kg/(m2s). 
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(b) Semi-annular flow. (G = 300 kg/(m2s), x = 0.04, jG = 0.97 m/s, jL = 0.18 m/s) 
Fig. 6-16 Flow behaiviors on each electrode for G = 300 kg/(m2s). 
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(c) Slug flow. (G = 300 kg/(m2s), x = 0.03, jG = 0.70 m/s, jL = 0.19 m/s) 
Fig. 6-16 Flow behaiviors on each electrode for G = 300 kg/(m2s). 
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(d) Bubble flow. (G = 300 kg/(m2s), x = 0.02, jG = 0.41 m/s, jL = 0.19 m/s) 
Fig. 6-16 Flow behaiviors on each electrode for G = 300 kg/(m2s). 
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(a) Annular flow. (G = 50 kg/(m2s), x = 0.55, jG = 2.16 m/s, jL = 0.01 m/s) 
Fig. 6-17 Void fraction fluctuatuion and probability density function for each electrode for G = 50 kg/(m2s). 
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(b) Annular flow. (G = 50 kg/(m2s), x = 0.35, jG = 1.34 m/s, jL = 0.02 m/s) 
Fig. 6-17 Void fraction fluctuatuion and probability density function for each electrode for G = 50 kg/(m2s). 
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(c) Churn flow. (G = 50 kg/(m2s), x = 0.14, jG = 0.57 m/s, jL = 0.03 m/s) 
Fig. 6-17 Void fraction fluctuatuion and probability density function for each electrode for G = 50 kg/(m2s). 
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(d) Slug flow. (G = 50 kg/(m2s), x = 0.09, jG = 0.37 m/s, jL = 0.03 m/s) 
Fig. 6-17 Void fraction fluctuatuion and probability density function for each electrode for G = 50 kg/(m2s). 
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(a) Annular flow. (G = 100 kg/(m2s), x = 0.34, jG = 2.56 m/s, jL = 0.04 m/s) 
Fig. 6-18 Void fraction fluctuatuion and probability density function for each electrode for G = 100 kg/(m2s). 
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(b) Churn flow. (G = 100 kg/(m2s), x = 0.09, jG = 0.74 m/s, jL = 0.05 m/s) 
Fig. 6-18 Void fraction fluctuatuion and probability density function for each electrode for G = 100 kg/(m2s). 
200 400 600 800 10000
0.20.4
0.60.8
1
 [
-
]
Time [ms] 0 0.5 1
0
0.05
0.1
0.15
 [-]
P
D
F
ave = 0.73
 = 0.090
200 400 600 800 10000
0.20.4
0.60.8
1
 [
-
]
Time [ms] 0 0.5 1
0
0.05
0.1
0.15
 [-]
P
D
F
ave = 0.73
 = 0.090
200 400 600 800 10000
0.20.4
0.60.8
1
 [
-
]
Time [ms] 0 0.5 1
0
0.05
0.1
0.15
 [-]
P
D
F
ave = 0.77
 = 0.093
200 400 600 800 10000
0.20.4
0.60.8
1
 [
-
]
Time [ms] 0 0.5 1
0
0.05
0.1
0.15
 [-]
P
D
F
ave = 0.81
 = 0.099
196 
 
 
 
 
 
 
(c) Slug flow. (G = 100 kg/(m2s), x = 0.05, jG = 0.39 m/s, jL = 0.06 m/s) 
Fig. 6-18 Void fraction fluctuatuion and probability density function for each electrode for G = 100 kg/(m2s). 
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(d) Slug flow. (G = 100 kg/(m2s), x = 0.04, jG = 0.33 m/s, jL = 0.06 m/s) 
Fig. 6-18 Void fraction fluctuatuion and probability density function for each electrode for G = 100 kg/(m2s). 
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(a) Annular flow. (G = 150 kg/(m2s), x = 0.22, jG = 2.46 m/s, jL = 0.07 m/s) 
Fig. 6-19 Void fraction fluctuatuion and probability density function for each electrode for G = 150 kg/(m2s). 
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(b) Churn flow. (G = 150 kg/(m2s), x = 0.94, jG = 0.74 m/s, jL = 0.08 m/s) 
Fig. 6-19 Void fraction fluctuatuion and probability density function for each electrode for G = 150 kg/(m2s). 
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(c) Slug flow. (G = 150 kg/(m2s), x = 0.05, jG = 0.52 m/s, jL = 0.09 m/s) 
Fig. 6-19 Void fraction fluctuatuion and probability density function for each electrode for G = 150 kg/(m2s). 
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(d) Slug flow. (G = 150 kg/(m2s), x = 0.04, jG = 0.39 m/s, jL = 0.09 m/s) 
Fig. 6-19 Void fraction fluctuatuion and probability density function for each electrode for G = 150 kg/(m2s). 
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(a) Annular flow. (G = 200 kg/(m2s), x = 0.27, jG = 3.68 m/s, jL = 0.09 m/s) 
Fig. 6-20 Void fraction fluctuatuion and probability density function for each electrode for G = 200 kg/(m2s). 
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(b) Annular flow. (G = 200 kg/(m2s), x = 0.11, jG = 1.66 m/s, jL = 0.11 m/s) 
Fig. 6-20 Void fraction fluctuatuion and probability density function for each electrode for G = 200 kg/(m2s). 
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(c) Semi-Annular flow. (G = 200 kg/(m2s), x = 0.05, jG = 0.75 m/s, jL = 0.12 m/s) 
Fig. 6-20 Void fraction fluctuatuion and probability density function for each electrode for G = 200 kg/(m2s). 
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(d) Slug flow. (G = 200 kg/(m2s), x = 0.04, jG = 0.54 m/s, jL = 0.12 m/s) 
Fig. 6-20 Void fraction fluctuatuion and probability density function for each electrode for G = 200 kg/(m2s). 
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(a) Annular flow. (G = 300 kg/(m2s), x = 0.19, jG = 3.90 m/s, jL = 0.16 m/s) 
Fig. 6-21 Void fraction fluctuatuion and probability density function for each electrode for G = 300 kg/(m2s). 
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(b) Semi-annular flow. (G = 300 kg/(m2s), x = 0.04, jG = 0.97 m/s, jL = 0.18 m/s) 
Fig. 6-21 Void fraction fluctuatuion and probability density function for each electrode for G = 300 kg/(m2s). 
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(c) Slug flow. (G = 300 kg/(m2s), x = 0.03, jG = 0.70 m/s, jL = 0.19 m/s) 
Fig. 6-21 Void fraction fluctuatuion and probability density function for each electrode for G = 300 kg/(m2s). 
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(d) Bubble flow. (G = 300 kg/(m2s), x = 0.02, jG = 0.41 m/s, jL = 0.19 m/s) 
Fig. 6-21 Void fraction fluctuatuion and probability density function for each electrode for G = 300 kg/(m2s). 
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6.4.2.3 気液界面構造の発達過程に及ぼす質量流束の影響 
 ここでは，各質量流束における流動方向に対する PDF を比較することで，発
達過程に及ぼす質量流束の影響を評価する．環状流，チャーン流（セミアニュ
ラー流），スラグ流に対する流動方向の PDF の変化を，質量流束ごとにまとめた
ものを Fig. 6-22(a)-(c)に示す． 
 環状流では，いずれの質量流束においてもおおよそ PDF 分布に大きな変化は
確認されなかったが，ボイド率の PDF ピークが最上流の計測点である Section 1
で，他の Section と比べて大きくなっている．これは，Section 1 では加熱管での
蒸気生成による気相流束の加速の影響を受けることで，気液界面に作用するせ
ん断力が大きく，液相が加速されることで液膜厚さが小さくなったためだと考
えらえる．一方，Section 1 以降では，蒸気生成による気相速度の加速による液
相の加速効果が得られず，液膜速度が減速することで液膜厚さが増大したと考
えられるが，Section 2 以降では PDF ピーク値に大きな変化が認められない．ま
た，G = 200, 300 kg/(m2s)の高質量流束条件では，ボイド率が 0.7 以上の位置に
二つのピークを有する PDF 形状となっている．これは，気相流束の増大により
擾乱波の発生頻度が増大したためである． 
 チャーン流およびセミアニュラー流では，環状流と同様，計測点の上流側で
ある Section 1, 2 で PDF のピーク値が高くなることが確認される．一方で，Section 
3, 4 以降では，いずれの質量流束においても PDF 形状に大きな変化は確認され
なかった．ここで，環状流よりも発達するまでの距離が長くなるのは，環状流
に比べて液相質量流量が大きいため，重力の影響をより強く受けるためである． 
 スラグ流では，いずれの質量流束においても，上流側である Section 1 では単
一ピークを有する PDF 形状であったものが，下流に向かうにつれ，低ボイド率，
高ボイド率それぞれでピークを有する PDF 形状へと変化する傾向が確認された．
これは，スラグ流では蒸発管内の沸騰様相は核沸騰であり，管壁面の気泡核よ
り発泡し，蒸気が生成される．計測点の上流側では，蒸発管で生成された気泡
が絶えず供給されるため，単一ピークの PDF 形状が形成されるが，下流に向か
うにつれ重力の影響により気液の粗密が顕著となり，典型的なスラグ流の分布
である 2 つのピークを有する PDF 波形へと変化したと考えらえる．また，質量
流束が大きくなるにつれ，Section 1 での PDF のピーク値が高ボイド率となり，
かつ 2 つのピーク値を有する PDF 波形への遷移がより下流側へとなる傾向が確
認された．これは，等クオリティ条件で比較する場合，質量流束が大きくなる
ことで蒸発管での熱流束が大きくなり，発泡核密度が増大することで蒸発管出
口での気泡割合が増大し，かつ大気泡を形成するまでに有する発達距離が長大
化するためである． 
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(a) For Annular flow. 
 
(b) For semi-annular and churn flow. 
 
(c) For Slug flow. 
Fig. 6-22 Effect of mass flux on PDF of void fraction fluctuation. 
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6.4.2.4 流動方向に対する平均ボイド率の変化 
 本項では，流動方向に対する平均ボイド率の変化から気液二相流の発達特性
を考察する． 
 各質量流束に対するクオリティと平均ボイド率の関係を Fig. 6-23(a)-(e)に示
す．図中の赤の実線は均質流モデルによるボイド率を，黒の実線は分離流モデ
ルにボイド率を，橙および青破線はスリップ流モデルによるボイド率を示して
いる．本実験では，比較を行う分離流モデルとして，様々な管内径に対し広く
使用されている Butterworth のモデル[6-12]を用いた．Butterworth のモデル[6-12]を下
式に示す． 
ここで，G, Lはそれぞれ気相，液相の粘性係数[Pa･s]である． 
 これらの結果より，均質流モデルでは，いずれの質量流束においても平均ボ
イド率を過大評価することが確認された．また，Butterworth の分離流モデルで
は，G = 200 kg/(m2s)以上の条件ではクオリティに対する平均ボイド率の相関関
係をおおかた予測できることが確認されたが，高クオリティ域では平均ボイド
率を過小評価する傾向にあった． 
 一方，スリップ流モデルでは，質量流束が大きい条件では，クオリティの値
に関わらずスリップ比を S = 3としたスリップ流モデルと概ね一致することが確
認された．一方で，低質量流束ではクオリティが 0.2 より大きい領域ではクオリ
ティの変化に依存せず同じスリップ比となるが，低クオリティ域ではクオリテ
ィの低下とともにスリップ比が低下する傾向が確認された．これは，高クオリ
ティ域では気液二相流は慣性力支配の流動となるが，低クオリティ域では気相
速度が低下し，流動が重力支配の流動となるためであると考えられる． 
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(a) G = 50 (kg/m2s). 
 
 
(b) G = 100 (kg/m2s). 
Fig. 6-23 Comparison with measured void fraction with predicted results by the 
homogeneous, Butterworth [6-12], and slip ratio model. 
  
0 0.2 0.4 0.60
0.2
0.4
0.6
0.8
1
Section 1Section 2Section 3
Section 4
HomogeneousButterworthSlip (S=5)Slip (S=10)
x [-]
 av
e [-
]
G=50 kg/(m2s)
0 0.2 0.4 0.60
0.2
0.4
0.6
0.8
1
Section 1Section 2Section 3
Section 4
HomogeneousButterworthSlip (S=3)Slip (S=5)
x [-]
 av
e [-
]
G=100 kg/(m2s)
214 
 
 
(c) G = 150 (kg/m2s). 
 
 
(d) G = 200 (kg/m2s).  
Fig. 6-23 Comparison with measured void fraction with predicted results by the 
homogeneous, Butterworth [6-12], and slip ratio model. 
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(e) G = 300 (kg/m2s). 
Fig. 6-23 Comparison with measured void fraction with predicted results by the 
homogeneous, Butterworth [6-12], and slip ratio model. 
 
 次に，流動方向に対する平均ボイド率とボイド率時間変動波形の標準偏差の
変化より，流動の発達を評価する．Section 4 を基準とした，各計測位置での平
均ボイド率および標準偏差の関係を示したものを Fig. 6-24 (a)-(e)に示す．ここ
で，n, nはそれぞれ Section n での平均ボイド率およびその標準偏差[-]を示して
おり，図中に示した流動様式は，Section 4 で確認された流動様式である． 
 平均ボイド率の流動方向の変化をみると，チャーン流，セミアニュラー流，
環状流では質量流束に関わらず Section 2（L/D = 22.5）以降で変化はほとんど確
認されない．標準偏差に関しても，6.4.2.2 項で述べた流動観察画像により得ら
れた結果と合致する．一方，スラグ流に関しては，標準偏差の変遷は下流に向
かうに従い大きくなる，すなわち流動変動が大きくなるスラグ流へと遷移して
いることが確認でき，流動観察結果との傾向は合致する．一方，ボイド率の流
動方向への変化をみると，低質量流束では上流から下流に向かうに従いボイド
率が低下する傾向にあるが，高質量流束の場合，下流に向かうにつれボイド率
が上昇する傾向が確認された．これは，6.4.2.3 項で考察したように，スラグ流
では高質量流束であれば観察試験部に流入する気泡数密度が増大し，かつ気液
の粗密が形成されるまでの距離が長大化するためであると考えらえる． 
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(a) G=50 kg/(m2s). 
 
 
(b) G=100 kg/(m2s). 
Fig. 6-24 Development of average void fraction and standerd deviation for each 
measureing point. 
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(c) G=150 kg/(m2s). 
 
 
(d) G=200 kg/(m2s). 
Fig. 6-24 Development of average void fraction and standerd deviation for each 
measureing point. 
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(e) G=300 kg/(m2s). 
Fig. 6-24 Development of average void fraction and standerd deviation for each 
measureing point. 
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6.5 まとめ 
 TPF 実験では流動観察部が伝熱管下流近くに位置しているため，微小重力場
での実験結果を地上実験結果（GM）と適切に比較するためには，通常重力場に
おける垂直上昇流での発達過程を明らかにしておく必要がある．そこで，本章
では，一成分気液二相流を形成する沸騰伝熱管出口下流の 4 箇所（L/D = 7.5, 22.5, 
37.5, 52.5）で流動観察及び断面平均ボイド率を計測し，発達挙動を評価した．
得られた知見を以下に示す． 
 
(1) 発達流で環状流となる条件では，質量流束に関わらず L/D ＝ 22.5 の位置で
発達していることを確認した． 
(2) 発達流でチャーン流，セミアニュラー流などの間欠的な流である場合，L/D = 
7.5 では環状流に近い流動が確認されたが，これより下流では液膜流が重力
の影響を受けるようになりチャーン流へと遷移した．いずれの条件において
も L/D = 37.5 で発達した流動となることを確認した． 
(3) 発達流でスラグ流となる条件では，チャーン流やセミアニュラー流と同様，
L/D = 7.5 の位置で環状流のように気相が連続する流れが確認されたが，下流
では流動方向のボイド率の粗密が顕著なスラグ流に遷移した．L/D = 52.5 の
位置においても流動が発達したという確証は得られなかった． 
(4) 各計測位置で得られた流動様式遷移境界を，Mishima-Ishii のモデル[6-11]と比
較した．その結果，高クオリティ領域であるチャーン流，セミアニュラー流，
環状流の遷移境界は，十分に発達した領域でこのモデルとよく一致すること
を確認した． 
(5) 流動方向の平均ボイド率は，環状流，チャーン流，セミアニュラー流といっ
た高クオリティ域では上流，下流ともに大きな変化は確認されなかった．一
方，スラグ流では高質量流束条件では下流に向かいボイド率が上昇する傾向
が，低質量流束条件では下流に向かいボイド率が低下する傾向が確認された． 
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第 7章 総括 
 
 電子機器の新たな冷却方式として，冷媒の潜熱を利用した強制流動沸騰式の
冷却システムが注目されており，宇宙構造物や電気自動車などへの適用が検討
されている．このような環境では，系に作用する重力が異なる，もしくは変化
し，また，コンパクト化のための細径化によって表面張力の影響が大きくなる
など，通常管径の気液二相流とは異なった流動となると考えられる．したがっ
て，このような環境で安全かつ効率的に運用できるように本システムを設計す
るためには，気液二相流の熱流動特性に及ぼす力の支配領域を把握する必要が
ある． 
 本研究では，気液二相流に及ぼす力として，重力，表面張力，慣性力の 3 つ
を取り上げ，その中で重力と表面張力に注目し，熱流動特性の詳細計測から支
配領域を明らかにすることを目的とした．表面張力の影響に関しては，① 流路
径が異なる数種の円管，重力の影響に関しては，② 重力加速度の異なる環境，
を対象とし，一成分気液二相流実験を行うことで，熱流動のモデリングで重要
となる気液界面構造，平均ボイド率を計測し，重力および表面張力の影響を評
価した． 
 まず，ボイド率計測のため，冷媒などの誘電率の小さい流体に適用可能な静
電容量センサーを細管内二相流用に開発した．この詳細は第 2章に示した． 
 研究対象①では，流路径が小さくなれば気液二相流に作用する表面張力が重
力に対し大きくなることに注目し，管内径 4.0 mm とそれ以下である 2.0, 1.1, 0.5 
mm の 4 種類の細管に対する実験結果から，気液界面構造に及ぼす表面張力の影
響および重力－表面張力が支配的となる領域を評価した．この詳細は第 3 章で
示した． 
 研究対象②では，国際宇宙ステーション（ISS）での微小重力環境下での一成
分気液二相流実験（JAXA プロジェクト TPF 実験として 2016 年に実施予定）を
目的とし，加熱試験部直下に設置される流動観察部の構造設計と，観察画像に
基づく気液界面構造計測の精度評価を行った．第 4 章で TPF 実験の概要を説明
し，第 5 章で流動観察部における液膜厚さやボイド率計測手法およびその精度
検証結果を示した．さらに，微小重力環境下での実験結果と地上リファレンス
データ（同じ仕様の実験装置を用いて，垂直上昇流で実施）との比較評価を行
うため，事前評価として垂直上昇流での加熱試験部下流の流動発達特性を，流
動挙動の観察および流れ方向ボイド率分布の計測結果より評価し，第 6 章に示
した． 
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 本論文で得られた成果を，各章ごとに要約して以下に示す． 
 
第 1 章では，本研究の背景として，強制流動沸騰式の冷却システムの必要性お
よびその開発に不可欠である気液二相流の熱流動特性に及ぼす重力および表面
張力の影響を明らかにすることの重要性を示し，従来の研究及びその問題点を
記すとともに，本研究目的について述べた． 
 
 第 2章で得られた知見は以下の通りである． 
 
(2-1) 電極形状に平行平板型電極を採用し，ボイド率計測と流動観察が同位置
でかつ同時に実施可能な静電容量式ボイド率センサーを開発した． 
(2-2) 締切法による計測との比較により，本研究で開発したボイド率センサー
の計測精度を評価し，±5 %で締切法の結果と一致することを確認した． 
 
 第 3章で得られた知見は以下の通りである． 
 
(A) 流動様式に及ぼす管内径の影響 
 撮影画像により判定された流動様式を，各管径ごとに 2 種類の流動様式線図
を用いて整理し，流動様式遷移境界に管内径が及ぼす影響を評価することで，
以下の知見を得た． 
(3-1) 液相の一時的な逆流が観察され，明確に重力の影響を受けていると判断
されるチャーン流は，管内径 2.0 mm 以上で観察された． 
(3-2) 気相および液相容積流束に対する流動様式を Mishima-Ishii による流動用
様式遷移境界と比較した結果，管内径 4.0 mm ではチャーン流－環状流及
びスラグ流－環状流への遷移境界は Mishima-Ishii モデルと概ね一致する
ことを確認した．また，スラグ流－環状流の遷移境界は，高液相容積流
束で管内径に関わらず Mishima-Ishii モデルとよく一致すること．低液相
容積流束では管内径の縮小により Mishima-Ishii モデルよりも高い気相容
積流束で遷移が生じることを確認した． 
(3-3) 気相および液相の Weber 数に対する流動様式線図を Akbar らの流動様式
遷移モデルと比較した結果，このモデルにおける慣性力支配とされる領
域と遷移領域との境界は，管内径に関わらず実験結果と概ね一致した．
しかし，その他の遷移境界での一致は見られなかった． 
 
(B) 断面平均ボイド率への管内径の影響 
 静電容量式ボイド率センサーにより計測された平均ボイド率を従来のボイド
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率予測モデルと比較し，以下の知見を得た． 
(3-4) 環状流における平均ボイド率を，均質流モデル及び Cioncolini らの環状流
に対するモデルと比較し，均質流モデルでは平均ボイド率を過大評価す
ること，Cincolini らのモデルでは，管内径 1.1 mm での高質量流束条件を
除けば，ボイド率を過大評価することが確認された． 
(3-5) 質量流束が高い条件においては，クオリティ－ボイド率の相関に大きな
差は確認されなかったが，管内径 4.0, 2.0, 1.1 mm での低質量流束条件で
は，質量流束の低下に伴いスリップ比が増大する傾向が確認された．ま
た，管内径 0.5 mm での平均ボイド率は，他の管径に比べて小さくなるこ
とが確認された． 
(3-6) ドリフトフラックスモデルに基づき平均ボイド率を整理した．チャーン
流およびセミアニュラー流では Ishii のチャーン流モデルと，環状流では
Zuber らの環状流モデルと比較した．いずれの流動様式ともに分布定数は
モデルとよく一致した．一方，ドリフト速度は，管内径 4.0 mm ではモデ
ルと一致するものの，その他の管内径ではモデルでは過大評価すること
が確認された．また，実験結果において，管内径 1.1 mm までは管内径が
小さくなるにつれドリフト速度が低下することが，管内径 0.5 mm では増
大することが確認された． 
(3-7) 環状流に対し，ボイド率予測モデルによる計算結果と計測結果を比較し
た．Cioncolini らのモデルでは，低質量流束でボイド率を過大評価する傾
向が確認された．一方，Zuber らの環状流モデルでは，管内径 4.0 mm で
は±5 %の精度でボイド率を予測可能であるが，管内径が小さくなれば，
低ボイド率域において過小評価する傾向が確認された． 
 
(C) 環状流液膜構造に及ぼす管内径の影響 
 環状流におけるボイド率の時間変動より，気液界面構造を評価した． 
(3-8) Hazuku らの方法に基づき擾乱波通過頻度を計測した結果，管内径が 4.0 - 
1.1 mm では管内径が小さくなるにつれ擾乱波通過頻度は増大するが，管
内径 0.5 mm では表面張力の影響が顕著となり，擾乱波の生成が抑えられ
ることが確認された． 
 
(D) 気液二相流に及ぼす力の支配領域の特定 
 上記(B),(C)で得られた知見より，気液二相流に及ぼす力の支配領域遷移境界を
無次元数により評価した． 
(3-9) 重力－表面張力支配領域を Bond 数により定義し，Bo > 30.0 で重力支配領
域，Bo < 0.50 で表面張力支配領域，0.50 < Bo < 30.0 で重力－表面張力支
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配の遷移境界であると定めた．一方，重力－慣性力支配領域を Froude 数
により定義し，その遷移境界が 1.4 < Fr* < 2.8 であると定めた． 
 
第 4章では，国際宇宙ステーション（ISS）で実施される沸騰・二相流実験（TPF
実験）について，その実験計画および計測項目をまとめ，その中で本研究の位
置づけを明確にした． 
 
第 5章では，TPF 実験での流動観察部の構成と仕様を詳細に示すとともに，TPF
実験でのボイド率計測の基礎となる環状流での液膜厚さ，気泡流での気泡径の
計測精度を検証した．得られた知見を以下にまとめる． 
 
(5-1) TPF 実験フライトモデルの流動観察部で得られた撮影画像の空間分解能
は，画素寸法で 27 m/pixel であった．また，撮影画像にガンマ補正を施
すことで十分なコントラストが得られることを確認した． 
(5-2) 管内内挿物による模擬液膜厚さの計測結果から，屈折率による補正を加
えた管内壁面の位置特定に基づく画素寸法を用いれば，液膜厚さは屈折
の補正なしで画素数から，画素寸法程度の空間分解能で計測できること
を確認した． 
(5-3) 大きさが既知のポリエチレン製ビーズを用いて，分散気泡流の気泡径を
想定した気泡径の計測精度を評価した．流れ方向に対する屈折の影響は
認められなかった．一方，観察の奥行方向の位置に依存した屈折による
ひずみが確認されたが，気泡位置に対する補正式により補正可能である
ことを確認した． 
(5-4) 安定した液膜が形成される垂直下降環状流に対し，撮影画像の液膜厚さ
分布から計測した平均ボイド率は，締切法による計測結果と±5 % 以内で
一致しており，実際の気液二相流での液膜厚さも画素数から計測可能で
あることを確認した． 
 
第 6 章では，加熱試験部下流の流動発達過程を評価するため，加熱試験部出口
から 4 個所（L/D = 7.5, 22.5, 37.5, 52.5）で，流動観察及びボイド率計測を実施し
た．得られた知見を以下に示す． 
 
(6-1) 各計測位置で得られた流動様式遷移境界を，Mishima-Ishii のモデルと比較
した．その結果，高クオリティ領域であるチャーン流，セミアニュラー
流，環状流の遷移境界は，十分に発達した領域でこのモデルとよく一致
することを確認した． 
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(6-2) 発達流で環状流となる条件では，質量流束に関わらず L/D = 22.5 の位置で
発達していることを確認した． 
(6-3) 発達流でチャーン流，セミアニュラー流といった間欠的な流動となる条
件では，L/D = 7.5 では環状流に近い流動様相が確認されたが，これより
下流では液膜流が重力の影響を受けるチャーン流へとなった．また，い
ずれの条件においても L/D = 37.5 で発達した流動となることを確認した． 
(6-4) 発達流でスラグ流となる条件では，チャーン流やセミアニュラー流と同
様，L/D = 7.5 の位置で環状流のように気相が連続する流動が確認された
が，下流ではボイド率の粗密が顕著なスラグ流に遷移した．また，いず
れの条件においても本実験の最下流である L/D = 52.5 の位置においても，
流動が発達したという確証は得られなかった． 
(6-5) 流動方向の平均ボイド率は，環状流やチャーン流，セミアニュラー流と
いった高クオリティ域では上流，下流ともに大きな変化は確認されなか
った．一方，スラグ流では質量流束の高い条件では下流に向かいボイド
率が上昇する傾向が，質量流束の低い領域では下流に向かいボイド率が
低下する傾向が確認された．これは流動が前者では慣性力支配，後者で
は重力支配であると考えられ，スラグ流では，流動の発達過程は力の支
配力により変化することが確認された． 
 
 本研究により，気液二相流の気液界面構造，特にボイド率に及ぼす表面張力
の影響が明らかとなり，また，重力－表面張力支配領域を Bond 数で，重力－慣
性力支配領域の遷移境界を Froude 数により定められた．一方，表面張力－慣性
力支配領域の遷移境界の解明は，微小重力環境下で実施される TPF 実験の実施
を待つこととなるが，TPF 実験の流動観察部における気液界面構造の計測手法
やその精度は十分に検証され，また，微小重力と通常重力で得られたデータを
比較する際に重要となる気液二相流動の発達過程も十分に評価されており，TPF
実験で得られたデータを速やかに整理する準備は完了したといえる． 
 また，本研究の一環として開発された静電容量式ボイド率センサーは，① 細
管内二相流に対し適用可能である，② 絶縁性冷媒に対して有効である，といっ
た特徴から，近年，熱交換器の高効率化や少エネルギー化を目的として流路の
細径化が進展している冷凍空調分野への適用が期待される．電極形状の工夫に
より，円管に限らず断面異形管（三角管や矩形管）内のボイド率計測が，また，
電極を複数個配置することで扁平多穴管の偏流特性の計測などが実施できると
考えられるため，熱交換器の研究開発に貢献できることを期待している． 
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主 な 使 用 記 号 
 
使用記号 
 
 A ：流路断面積 m2 
 B ：画像輝度 － 
 Bo ：Bond 数 － 
 C ：静電容量 F 
 Co ：Confinement Number － 
 Cp ：定圧比熱 J/(kg･K) 
 C0 ：分布定数 － 
 d ：距離 m 
 D ：管内径 m 
 DH ：水力等価直径 m 
 e ：自然対数 － 
 F ：体積流量 m3/s 
 Fr* ：気液二相流の Froude 数 － 
 g ：重力加速度 m/s2 
 G ：質量流束 Kg/(m2s) 
 h ：エンタルピー J/kg 
 I ：電流値 A 
 i ：ネイピア数 － 
 j ：容積流束 m/s 
 L ：長さ － 
 n ：屈折率 － 
 N ：データ数 － 
 P ：圧力 Pa 
 q ：熱流束 W/m2 
 Q ：体積流量 m3/s 
 Q ：加熱量 W 
 R ：半径 m 
 Re ：Reynolds 数 － 
 S ：スリップ比 － 
 t ：時間 sec 
 t ：厚さ m 
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 T ：温度 K 
 u ：速度 m/s 
 V ：電圧 V 
 V ：締切法の計測体積 m3 
 vGj ：ドリフト速度 m/s 
 W ：質量流量 kg/s 
 We ：Weber 数 － 
 We* ：気液二相流の Weber 数 － 
 x ：クオリティ － 
 Z ：インピーダンス 
  ：ボイド率 － 
  ：誘電率 － 
  ：粘性係数 Pa･s 
  ：動粘性係数 m2s 
  ：入射角（反射角） rad 
  ：密度 kg/m3 
  ：表面張力 N/m 
  ：標準偏差 － 
  ：管摩擦係数 － 
  ：ひずみ率 － 
  ：交流電流の角周波数 rad/s 
 
添え字 
    
 Air ：空気  
 G ：気相  
 heat ：加熱部  
 in ：内径  
 ins ：断熱材  
 L ：液相  
 m ：平均  
 obs ：観察部  
 out ：外形  
 qcv ：締切法  
 sat ：飽和  
 TC ：熱電対  
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頭字語 
   
 CHF ：Critical Heat Flux 
 DNB ：Departure from Nucleate Boiling 
 FEP ：Fluorinated Ethylene Propylene 
 FM ：Flight Model 
 GM ：Ground Model 
 ISS ：International Space Station 
 JAXA ：Japan Aerospace eXplotation Agency 
 JEM ：Japanese Experimental Module 
 LFDM ：Leaser Focus Displacement Meter 
 MSPR ：Multi-purpose Small Payload Rack 
 PDF ：Probability Density Function 
 RMSE ：Root Mean Square Error 
 TPF ：Two Phase Flow 
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付 録 
 
A-1 ガード電極(a) 
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A-2 ガード電極(b) 
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A-3 主電極 
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A-4 アース電極 
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A-5 アルミスリーブ(a) 
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A-6 アルミスリーブ(b) 
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A-7 フランジ（真鍮製） 
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A-8 電極カバー(a) 
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A-9 電極カバー(b) 
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